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RESUMEN

Dentro de las tecnologias disponibles para generacion de energia eléctrica y calor de proceso con
plantas termosolares de captadores solares cilindroparabolicos (CCP), la opcién mas eficiente y
econdmica es la generacion directa de vapor (GDV). Sin embargo, la tecnologia GDV ha llegado
a presentar problemas de deformacion de los tubos absorbedores y ruptura de la cubierta de vidrio.
Esto a consecuencia de los fuertes gradientes azimutales de temperatura que ocurren en el tubo
absorbedor por efecto de la distribucion no uniforme del flujo de calor (DNUFC) alrededor del
tubo (concentracion solar) y por la presencia del patron de flujo (PF) dryout en el interior del
mismo, al final de la zona de evaporacion. En la literatura no se han encontrado trabajos de
modelado matematico del PF dryout para la GDV en CCP, bajo el enfoque del modelo a dos fluidos,
que permitan predecir los gradientes térmicos en esta zona, bajo diferentes condiciones de
operacion y considerando DNUFC. La presente tesis tiene como objetivo principal el desarrollo de
un simulador numérico para la modelacion termohidraulica del flujo bifasico agua-vapor en el tubo
absorbedor de un CCP para GDV, bajo la configuracion del PF dryout, considerando una DNUFC.
Para tal fin se acoplé el modelo termohidraulico del PF dryout al modelo 2D de transferencia de
calor en la pared del tubo absorbedor. Para ambos modelos, se aplicd la técnica numérica de
diferencias finitas. Adicionalmente, se aplico el método de separacion de variables y el principio
de superposicion para obtener una solucién analitica de la conduccion de calor transitoria en 2D
(r, @) en la pared del tubo absorbedor. Mediante la cual se validaron los resultados del modelo
numeérico de conduccién de calor. EI simulador desarrollado tiene la capacidad de modelar de
manera confiable el comportamiento termohidraulico del PF dryout y también de predecir los
campos tridimensionales de temperatura del absorbedor con una DNUFC. Los resultados obtenidos
muestran que en la regidn dryout se presentan los mayores gradientes de temperatura en las
direcciones azimutal y axial. De acuerdo al estudio paramétrico realizado, estos gradientes pueden
ser todavia mayores en tubos absorbedores de conductividad térmica baja, o sujetos a condiciones
de radiacion solar directa alta u operando bajo otros parametros que produzcan coeficientes de
transferencia de calor por conveccion muy bajos. Finalmente, el simulador desarrollado también
es capaz de predecir diversos patrones de flujo (anular, estratificado liso y ondulado, dryout y vapor

sobrecalentado).



ABSTRACT

Among the technologies available for generating electrical energy and process heat are solar power
plants of parabolic trough solar collector (PTC), the direct steam (DSG) is the most effience and
economic technology. However, in the DSG technology, deformation problems have arisen in the
absorber tube and breaking of the glass cover. This is due to the strong azimuthal temperature
gradients that occur due to the effect of non-uniform azimuthal distribution of heat flux, and due
to the presence of the dryout flow pattern. In the literature, no work has been found on the
mathematical modeling of the dryout flow pattern for DSG in PTC that studies the thermal
gradients in this zone. The main objective of this thesis is to develop a simulator for the thermal-
hydraulic modeling of the two-phase water-steam flow in the absorber tube of a PTC for DSG,
under the configuration of the dryout flow pattern, considering solar concentration. For which the
thermal-hydraulic model of the dryout flow pattern and the heat transfer model of the absorber tube
were coupled. For both models, the numerical finite difference technique was used. Additionally,
the method of separation of variables and the principle of superposition were applied to obtain an
analytical solution of 2D heat conduction in the wall of the absorber tube. The developed simulator
demonstrated the ability to reliably model the thermal-hydraulic behavior of the dryout flow pattern
and also to predict the absorber temperature fields with a NUHFD. The results obtained show that
in the dryout region there are the highest temperature gradients in the azimuthal and axial
directions. These gradients could increase with low absorber thermal conductivities, high direct
solar radiation, or any other parameters that produce very low convective heat transfer coefficients.
Finally, the developed simulator is also capable of predicting various flow patterns (annular,
horizontal and wavy stratified, dryout and superheated steam) increasing its possible applications.
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CAPITULO 1

INTRODUCCION

En este capitulo se presentan las generalidades de la GDV, el panorama general del problema a
abordar, la revision de literatura, y los objetivos y alcances de la presente tesis. Los capitulos
subsecuentes estan ordenados de la siguiente manera (cuerpo de la tesis): Capitulo 2, modelo
térmico en el tubo absorbedor; Capitulo 3, modelo termohidraulico del flujo bifasico dryout;
Capitulo 4, verificacion/validacion de los simuladores desarrollados; Capitulo 5, planteamiento de
los casos de estudio del PF dryout; Capitulo 6, estudios del flujo bifasico dryout; y Capitulo 7,

conclusiones.



CAPITULO 1. INTRODUCCION

1.1 GENERALIDADES DE LA GENERACION DIRECTA DE VAPOR
(GDV)

Dentro de las tecnologias no convencionales disponibles para la generacion de energia eléctrica se
encuentran las plantas termosolares de concentracion lineal. Existen dos dispositivos de
concentracion lineal, los captadores solares cilindroparabdlicos (CCP) y los reflectores Fresnel
(Figura 1.1). Los CCP son dispositivos que concentran la radiacion solar en el eje focal del reflector
cilindroparabdlico (ver Figura 1.2). Los reflectores Fresnel funcionan bajo el mismo principio sélo
que sustituyen el espejo reflector cilindroparabolico por una configuracion de varias lineas de
reflectores planos, lo que constituye un disefio mas sencillo, mas econémico pero con una eficiencia
Optica menor [1,2]. La tecnologia de CCP existe desde hace varios afios en paises como Estados
Unidos y Espafia, constituyendo actualmente el 3.71 % y 1.7 % de su generacion de energia
eléctrica nacional, respectivamente. Por esto, las plantas con CCP se consideran como la tecnologia

solar mas madura en el mercado [3].

Tuberia e intercambiador de calor
—» — Turbina de vapor / generador

/ eléctrico
ccp ¢
Y 4 I"/.{;

| .
/ Vi O
| ’] : =

VY

VY

Tanques de Ciclo de

lineales Fresnel térmico

P — <«

Figura 1.1. Tecnologias de concentracion solar de foco lineal (traducida de [4]).

Estas plantas utilizan aceite térmico como fluido de trabajo o también llamados fluidos de
transferencia de calor (HTF, por sus siglas en inglés) al interior del absorbedor de los CCP, y el
campo solar tiene acoplado un segundo circuito para generacion de vapor de manera indirecta
(intercambiador de calor) como se ve en la Figura 1.3 (izquierda). Estas plantas son llamadas

sistemas de generacion de electricidad solar (SEGS, por sus siglas en inglés). Sin embargo, a pesar
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de varias plantas comerciales SEGS, esta tecnologia no es la mejor opcion ya que tiene los
siguientes inconvenientes [5]: la temperatura a la que el campo solar puede trabajar sin presentar
riesgos es menor que 395 °C; a su vez, los aceites son inflamables; y la temperatura de servicio

maximo se limita por la temperatura de degradacion del aceite [1].

Espel
reﬂector

Figura 1.2. Esquema simplificado de un CCP, donde se puede apreciar el tubo absorbedor metélico, la cubierta de

vidrio y el espejo reflector. (Adaptada y traducida de Wang et al. [6]).

I

EP Vapor  T,=T,

Ty T=T,-AT
Circuito de
aceite

Vapor

VVVWWY
VVVVY

AMAMAA

Proceso
industrial

AMMAL

Agua

Intercambiador
de calor

Campo solar

Proceso
industrial
Tanque de
expansion del, it Circuito
Bombade ;ceijte ‘
agua-vapor
recirculacion @) E -
©

Figura 1.3. Comparacion de una planta SEGS (izquierda) con una planta de GDV (derecha). (Traducida de [7]).
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Una tecnologia que resuelve los problemas antes mencionados de las plantas SEGS es la generacion
directa de vapor (GDV). La GDV puede ser definida como el proceso de precalentar, evaporar y
sobrecalentar el agua directamente en el interior de los tubos absorbedores de los CCP [1,8]. Lo
anterior simplifica el disefio de la planta ya que no requiere de un intercambiador de calor [2] como
se muestra en la Figura 1.3 (derecha). Segun los expertos, la GDV es una opcion muy prometedora
en cuanto a las plantas de potencia termosolares, tanto para reducir los costos como para
incrementar la eficiencia global de la planta en comparacion con las plantas SEGS [2,8-11] e
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incrementar la potencia de la planta [3]. Las aplicaciones de la GDV no solo abarcan la generacion
de energia eléctrica, sino también el calor de proceso industrial [12—15] asi como el uso de agua

caliente en hoteles [16].

Existen tres configuraciones para las plantas de GDV, las cuales son llamadas modos de operacion.
Estos tres modos de operacion son: un solo paso, recirculacion e inyeccion; los cuales funcionan
de la siguiente manera [8]: en un solo paso, el fluido (que circula en cada fila de captadores) se
introduce en fase liquida y sale en forma de vapor o mezcla agua/vapor (flujo bifasico); en
recirculacion, existe un separador de vapor al final de la zona de evaporacién de cada fila, el cual
deja pasar solo el vapor, mientras que el liquido se recircula mediante una bomba para introducirlo
al inicio de cada fila del campo solar; en inyeccion, una porcion del agua se introduce al inicio del
campo solar, ya que el resto se inyecta en pequefias cantidades a lo largo de la fila de captadores.
En la Figura 1.4 se presentan de forma esquematica los tres modos de operacién de las plantas de
GDV.

a) Un solo paso

b) Recirculacién

S Sl &= i

c) Inyeccidén

r o x ox ox ox ox ;
w

Figura 1.4. Modos de operacion de las plantas de GDV (traducida de [1]).

En un sistema de GDV, por el hecho de generarse vapor dentro de los tubos absorbedores, se tiene
la presencia del flujo bifasico agua/vapor. El flujo bifasico puede manifestarse en diversos patrones
de flujo (PF) causando que la operacion del sistema sea mas compleja [1]. Los PF, o también
Ilamados regimenes de flujo, se usan para describir la geometria interfacial de un flujo bifasico
[17]. Dichos patrones de flujo dependen de las condiciones de operacion de las plantas termosolares
y de la inclinacion de la tuberia, por mencionar algunos factores. En la Figura 1.5 se muestran

algunos PF que se presentan en la GDV (considerando una tuberia horizontal o ligeramente
4
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inclinada). Los PF bifasicos m&s comunes son: burbuja, tapon (o plug), slug, estratificado,

estratificado ondulado, anular, dryout y niebla. La complejidad del comportamiento

termohidraulico del flujo bifasico agua-vapor y su modelacion rigurosa, es uno de los retos de

interés cientifico a resolver en este y otros campos de aplicacion [18]. A su vez, la GDV requiere

un sistema de control mas complejo con respecto a las plantas SEGS debido a la presencia del flujo

bifasico y por otra parte tiene capacidad de almacenamiento térmico limitado [5].

Figura 1.5. Patrones de flujo con evaporacién en un tubo horizontal [19].

Estratificado
'\ Anular
Fase
liquida \\ ’1
| L\
& W &
Burbuja’ Tapon Slug Dryout Niebla

Las probleméticas mas comunes de los sistemas de GDV con CCP se clasifican en dos tipos:

e Operativos: 1) los niveles de radiacion solar son variables, por lo que para mantener la

eficiencia nominal de la planta se requiere de una buena implementacion de los sistemas de

control; 2) la longitud de la seccion de evaporacion es variable debido a los diferentes

niveles de radiacion solar a lo largo del dia; 3) posible inestabilidad del flujo debido a que

puede presentarse la misma caida de presion para diferentes valores de flujo masico [20];

4) distribucion asimétrica del flujo mésico en el arreglo de tuberias en paralelo [20,21]; 5)

distribucion no uniforme del flujo de calor (DNUFC) en la direccion azimutal del tubo

absorbedor a causa de la concentracion solar (esto también se presenta en las plantas

SEGS); 6) posible deformacion del tubo absorbedor (Figura 1.6 y Figura 1.7) debido a los

fuertes gradientes térmicos producidos por la DNUFC vy la presencia de los patrones de

flujo estratificado [22—-24] y dryout [24], entre las fases); 7) disminucion de la eficiencia
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global del CCP debido a la desviacion del absorbedor respecto al eje focal (ver Figura 1.7)

con probable rotura de la cubierta de vidrio a causa de la deformacion del tubo absorbedor.

e Modelado matematico: 1) la complejidad del modelo matemaético del comportamiento
termohidréaulico del flujo bifasico [11] y el establecimiento de las condiciones de cerradura
para cada PF; 2) la naturaleza no uniforme del flujo de calor sobre la superficie externa del
tubo absorbedor y la carencia de correlaciones apropiadas para el calculo del coeficiente de
transferencia de calor (CTC) con DNUFC [25]; y 3) el CTC en la superficie interna del tubo
absorbedor varia en la direccion azimutal, en funcion de la fase del fluido en contacto con
el tubo [26,27].

==
i
:’f/'//.",’ i fl%z/'fl'/."."’fl.”f

ra

Figura 1.7. Tubo absorbedor en el eje focal (izquierda) y fuera del eje focal (derecha) [23].

Debido al disefio de un CCP, la distribucion del flujo de calor sobre el absorbedor no es uniforme,
creando de esta manera una DNUFC en la direccion azimutal. Con el fin de evaluar esta condicion,
en la literatura se encuentran disponibles diferentes técnicas o0 métodos para involucrar su efecto

en el modelo de transferencia de calor, siendo el método méas comdn el trazado de rayos [29].
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En general, un método de trazado de rayos es el proceso de seguir la trayectoria de un gran nimero
de rayos de radiacion incidente a través del sistema optico (el conjunto de superficies refractantes
y reflectantes) para determinar la distribucion de los rayos procesados sobre la superficie de interés.
Asi, para un captador concentrador, el trazado de rayos solares empieza con la reunion de los rayos
de radiacion incidente sobre su apertura y la determinacion de la distribucion e intensidad de
aquellos rayos sobre el absorbedor [30]. De esta manera el trazado de rayos determina la
distribucion de concentracion de la radiacion solar sobre el absorbedor del captador, Ilamada razén
de concentracion local (LCR, de sus siglas en inglés). En la Figura 1.8 se muestra la LCR sobre un
absorbedor para diferentes angulos de incidencia, donde se observa que cuando el angulo de
incidencia es cero, se tendréan valores mas elevados de la LCR.

Angulo de incidencia
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Figura 1.8. LCR sobre el absorbedor de un CCP (traducida de [31]).

Uno de los métodos muy utilizados para la obtencidon de la LCR es el de Monte Carlo (MCRT, por
sus siglas en inglés) [32], el cual es un método estadistico que consiste en el seguimiento de la
trayectoria de una serie de rayos generados aleatoriamente a través de un conjunto de elementos
oOpticos. De esta manera, las intersecciones de los rayos en los diferentes elementos permiten
calcular la distribucion superficial del flujo de radiacion solar y asi la LCR [33]. Un software que
permite emplear el método MCRT es SolTrace [34] (ver Figura 1.9), el cual es de uso libre [4]. Sin
embargo, Pei et al. [35] encontraron que la teoria de campos proporciona una mayor exactitud

respecto al método MCRT.
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Receptor

b

Reflector

Figura 1.9. Modelado MCRT de un CCP en SolTrace (traducida de [7]).

1.2 PLANTEAMIENTO DEL PROBLEMA A ABORDAR

La DNUFC se considera como una de los principales factores de fallas en los CCP [6,29] ya que
puede propiciar fuertes gradientes azimutales de temperatura causantes de la deformacion del
absorbedor y la rotura de la cubierta de vidrio [22,32,36]. Cabe mencionar que los problemas de la
deformacion del absorbedor y de la rotura del vidrio no son propios de esta tecnologia, ya que
también se presentan en la tecnologia SEGS [37,38]. Sin embargo, en la tecnologia de GDV, el
problema es mas critico a causa de la presencia del flujo bifasico agua-vapor, especialmente del PF
dryout y, en menor grado, del PF estratificado [36]. De aqui la importancia de considerar la DNUFC
y los diferentes PF en la GDV. Un modelado adecuado de los gradientes de temperatura de los
absorbedores permite conocer y predecir el comportamiento de dichos gradientes, con el fin de

tomar acciones para garantizar la seguridad de los absorbedores.

El modelado del flujo bifésico en tuberias es un problema complejo, aunado a su acoplamiento con
el modelo térmico con DNUFC especialmente importante en la GDV. Esto se debe a los diferentes
PF que se llegan a presentar en el interior de la tuberia (ver Figura 1.5). La aparicion de cierto PF
puede variar dependiendo del flujo masico, diametro de la tuberia, inclinacion de la tuberia, presion
de trabajo, temperatura del fluido, condicion de frontera de flujo de calor y tipo de fluido [19]. La

presencia de un PF u otro causa cambios significativos en los parametros termohidraulicos debido
8
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a los diversos modos de transferencia de calor que transcurren a lo largo de la tuberia y a las caidas
de presion que se presentan en la zona de evaporacion. Algunos pardmetros fundamentales que
dependen fuertemente del PF son: los esfuerzos en la interfase fluido-pared, los esfuerzos en la
interfase fluido-fluido y el CTC. Este tltimo es determinante en la transferencia de calor entre la
pared del tubo absorbedor y el fluido de trabajo (agua y vapor en este caso) y, a su vez, en los

gradientes azimutales de temperatura que pueden ocasionar fallas mecénicas.

Por lo general, el PF dryout (también llamado anular parcial o anular abierto) se presenta entre los
PF anular y niebla (ver Figura 1.10). En el PF dryout, conforme se avanza en la longitud axial, la
capa liquida comienza a disminuir tanto en espesor de pelicula como en angulo de secado. Lo que
ocasiona que ambas fases estén en contacto con el absorbedor y se presenta un CTC para cada fase
y una caida abrupta del CTC de la mezcla (ver Figura 1.11). Un CTC para cada fase es el causante
de fuertes gradientes térmicos azimutales en el absorbedor, lo que a su vez podria provocar que el
absorbedor presente deflexion, deformacion permanente u otras fallas mecénicas (ver Figuras 1.6
y 1.7). Por esta razon, para asegurar que los gradientes azimutales de temperatura no sean criticos,
es importante desarrollar modelos matematicos y numéricos confiables para el estudio detallado de

la transferencia de calor cuando se presenta el PF dryout.

Zona dryout

<
a) m Xch _B" a Xde

A S N A N o e O e O N S S RN NN

-—ai

* o0 > oo
—— % R
OSSN NN NN NN NN S0 OO S NN NN

Liquido / A EJ CJ \ Vapor

b)

Figura 1.10. Evolucion del PF dryout: a) Corte longitudinal, b) Cortes transversales. (traducida de [39]).
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Las principales caracteristicas del PF dryout son [39]:

e El secado progresivo en los tubos horizontales tiende a ocurrir a lo largo del tubo, en lugar
de ocurrir simultaneamente alrededor del perimetro entero, como tipicamente sucede en los
tubos verticales. Esto se debe a que en los tubos horizontales, la pelicula anular es mas
delgada en la parte superior de la tuberia comparada con la parte inferior, y el secado tiende
aocurrir primero en la parte superior y entonces se presenta un secado progresivo alrededor

del perimetro hasta llegar a secar la parte inferior.

e Durante la evaporacion sobre la pared humeda, la temperatura de la pared permanece

cercana a la temperatura de saturacion correspondiente a la presion local.

e El comienzo de la zona dryout en la parte superior de una tuberia horizontal, se acompafa
por una dréstica caida en el coeficiente de transferencia de calor respecto a la region pre-
dryout (tipicamente flujo anular). El valor del CTC cae abruptamente conforme la pelicula
de liguido se va secando hasta el punto donde se seca por completo, a partir de este punto,

el CTC permanece casi constante y se ha alcanzado el PF niebla (Figura 1.11).
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Figura 1.11. Caida del coeficiente de transferencia de calor por conveccion en la region dryout (traducida de [39]).
La literatura muestra que el estudio del PF dryout puede ser clasificada en tres diferentes categorias

[40]:

e Meétodos empiricos: El flujo de calor en la localizacion del dryout se relaciona con
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parametros de flujo a través de ecuaciones empiricas o tablas, tal como el diametro del tubo,
presion, velocidad de masa, calidad dryout, entre otros.

e Modelo de espesor de pelicula: En este método, la variacion axial del flujo de pelicula de
liquido en el PF anular se calcula tomando en cuenta los efectos de la deposicion y arrastre
de las gotas, y la evaporacion. Se asume que la condicién de secado se alcanza cuando el

espesor local de la pelicula de liquido en el flujo anular se aproxima a cero.

e Modelo a tres fluidos: En esta formulacion, cada una de las tres fases (vapor, gotas y
pelicula de liquido) se consideran separadamente. El balance de masa, momentum y energia
de cada fluido, junto con las ecuaciones constitutivas para la interaccion interfase-fluido,
describen la ebullicion del flujo anular. Este modelo se asemeja al modelo a dos fluidos,

solo que en este Ultimo, las gotas de agua y pelicula liquida se consideran en una sola fase.

El PF dryout ha sido estudiado para aplicaciones de alto flujo de calor y alta velocidad de masa
(especialmente aplicaciones de reactores nucleares y refrigerantes) [41-44]. También se han
desarrollado modelos para predecir el dryout, considerando la razon de evaporacion en la interfase
liquido-vapor, y el arrastre y deposicion de liquido en el flujo anular en reactores nucleares [45].
Sin embargo, no se ha desarrollado un simulador que analice la GDV en CCP considerando el PF
dryout con el modelo a dos fluidos, acoplado al modelo térmico 2D del absorbedor con

concentracion solar.

1.3 DISCUSION DEL ESTADO DEL ARTE

El modelado de laGDV en los CCP tiene gran relevancia para un disefio adecuado y libre de riesgos
del campo solar [46,47]. El presente trabajo de tesis se centra en el modelado termohidraulico y los
gradientes de temperatura en la GDV en los CCP considerando DNUFC sobre la superficie exterior
del tubo absorbedor. Por ello, la discusién se divide en dos temas principales. En la Seccién 1.3.1
se discuten los modelos de transferencia de calor (MTC) en el absorbedor y en la Seccion 1.3.2 se
discuten los modelos termohidraulicos (MTH) del flujo bifasico. Aun cuando el sistema fisico a
estudiar es la GDV mediante CCP, en esta seccion también se incluye la discusion de algunos

trabajos relevantes de reflectores lineales Fresnel (RLF) y de sistemas SEGS (generacion indirecta

11



CAPITULO 1. INTRODUCCION

de vapor), ya que varios aspectos de estos sistemas han contribuido a la modelacion
termohidraulica de la GDV, especificamente en las regiones monofésicas. Por ejemplo, el impacto
que tiene la DNUFC sobre la distribucion de temperatura del absorbedor [48], los gradientes
maximos de temperatura en la direccion azimutal del absorbedor [48-50], el rendimiento térmico
[5,6,49,51,52]; las caidas de presion [53]; y el acoplamiento del MTC con el MTH [54,55].

1.3.1 Estudios térmicos en el tubo absorbedor

Los trabajos discutidos en esta seccion son aquellos que incluyen el MTC en los tubos absorbedores
considerando DNUFC. La DNUFC tiene gran relevancia en los sistemas de CCP [29,32,56], por
su influencia sobre su rendimiento térmico [6,49,51,52], en los gradientes térmicos [50,52,57-59],
en la deformacion [50,52,59-63], los esfuerzos térmicos [50,64-66], y el CTC del fluido dentro
del tubo [67-69]. El hecho de estudiar la influencia de la DNUFC sobre estos parametros ayuda a
determinar las caracteristicas del disefio mas adecuado y optimizar el funcionamiento del CCP. Por
otra parte, en los sistemas de CCP la transferencia de calor es de indole transitoria debido al cambio

continuo de las condiciones ambientales [70].

La mayoria de los trabajos sobre DNUFC en el tubo absorbedor de un CCP se enfocan a soluciones
numeéricas en estado estacionario [28,46,73,74,47,49,51,53,65,66,71,72], siendo los trabajo de
Sanda et al. [25] y Serrano et al. [28] de los mas completos, ya que resolvieron la ecuacion de
conduccion de calor en 3D, acoplando su modelo a un flujo de vapor sobrecalentado y a un modelo
oOptico considerando una distribucion LCR. Obteniendo un modelo capaz de predecir resultados
muy congruentes con respecto a los datos experimentales. Otros trabajos son los de Eck et al.
[46,47] y Li et al. [74], en los cuales se considerd una distribucion escalon de la radiacion solar
incidente (100 % del lado concentrado y 0 % del lado opuesto) pero ademas una distribucion
gaussiana. De igual manera, Martinez y Almanza [72] consideraron una distribucion escalon. Moya
et al. [57], Valenzuela et al. [58] y Serrano et al. [75] asumieron diferentes proporciones del flujo
de calor entre las partes concentrada y no concentrada, y a su vez emplearon el simulador comercial
RELAPS para sus estudios, ya que también tomaron en cuenta el comportamiento termohidraulico

del fluido al interior (mezcla agua/vapor).

Son pocos los trabajos que consideran el estado transitorio [26,63]. Khanna et al. [61] realizaron
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un trabajo experimental mediante el cual analizaron la transferencia de calor en estado transitorio
en un tubo hueco de 5.86 m de largo y 25/35 mm de radio interno/externo, involucrando una
DNUFC tipo escalon. Heidemann et al. [26] emplearon el método de diferencias finitas para
estudiar la conduccion de calor en 2D con condiciones de frontera transitorias y DNUFC de un
sistema de GDV (en la region bifasica). Ellos concluyeron que cuando la radiacion solar disminuye
abruptamente, ocurren fuertes gradientes de temperatura en los tubos absorbedores en un corto
periodo de tiempo. Wirz et al. [54] resolvieron un MTC (incluyendo un modelo 6ptico) en 3D y
pseudo-transitorio para un tubo absorbedor (con Syltherm 800 como fluido de trabajo) usando el
método de volumen finito y el método MCRT para la DNUFC. Xu et al. [76] involucraron el
comportamiento transitorio a través de la variacion de la radiacion solar directa y el flujo mésico,

sin embargo su modelo de conduccién de calor fue estacionario.

Respecto a soluciones analiticas, algunas se encuentran incluidas en libros académicos de
conduccidn de calor [77,78], en los cuales se presentan metodologias y algunas soluciones de la
ecuacion de conduccion de calor en tuberias (cilindros huecos) bajo diferentes condiciones de
frontera. Sin embargo, las soluciones estan planteadas para casos simples por lo que no han sido
aplicadas a sistemas de GDV. En tales libros no se presentan soluciones para determinar T'(r, ¢, t)
con condiciones de frontera no homogéneas en tubos. Uno de los modelos analiticos mas completos
es el presentado por Khanna et al. [79] quienes analizaron la ecuacion de conduccién de calor en
estado estacionario para determinar T (r, ¢) aplicando un caso particular del problema de Sturm-
Liouville [77,78]. Adicionalmente, Khanna et al. [62] Ilevaron a cabo otros estudios tedricos para
un tubo absorbedor bimetalico.

Los gradientes de temperatura criticos en la direccion azimutal han sido determinados por diversos
autores en la GDV, por ejemplo, Zarza [8], Eck et al. [46,47] y Li et al. [27,74], por mencionar
algunos. Estos trabajos muestran una influencia importante de la DNUFC y de los PF de fases
separados (estratificado liso y ondulado) sobre la distribucion de temperatura azimutal en la pared
del absorbedor. Sin embargo, el impacto del PF dryout no ha sido determinado en estos estudios a
causa de que es un patron relativamente poco conocido en aplicaciones solares y cuyo efecto se ha
enmascarado de alguna manera en el PF estratificado ondulado. Por otra parte, Liang et al. [80]
compararon diferentes modelos de transferencia de calor en el tubo absorbedor haciendo diferentes

consideraciones. Llegaron a la conclusién que era innecesario considerar la conduccién de calor
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entre las paredes interna y externa de cada uno de los tubos del receptor (absorbedor y cubierta de
vidrio), asi como tampoco era importante considerar los nodos circundantes a lo largo del eje axial
del tubo absorbedor para la conduccion de calor. Sin embargo, esta es una declaracion que no
siempre es valida, ya que depende de otros factores, por ejemplo el espesor de la pared del tubo, la
condicion de distribucion de flujo de calor en las direcciones azimutal y axial, las condiciones de
operacion del fluido al interior de la tuberia, y por supuesto el rango de temperaturas que se maneje.

1.3.2 Estudios termohidréaulicos de la GDV

Los trabajos discutidos en esta seccion abarcan diversos aspectos del MTH del flujo bifasico y que
pudieran estar acoplados o no al MTC de los tubos absorbedores, donde la mayoria considera una
DNUFC.

La determinacion del rendimiento térmico en el fluido de trabajo de los sistemas de GDV ha sido
de gran interés debido a que es uno de los parametros fundamentales para justificar su ventaja con
respecto a los sistemas SEGS (Figura 1.3). En general, hay dos enfoques que se pueden seguir para
determinar este rendimiento térmico, uno es involucrando todos o algunos de los mecanismos de
transferencia de calor, para el calculo de las ganancias y pérdidas de calor en el tubo receptor. El
otro es aplicando una ecuacién experimental de pérdidas de calor. Ambos enfoques han sido
comparados por Odeh et al. [81] concluyendo que predicen rendimientos térmicos similares.
Posteriormente, Mohamad et al. [82] analizaron las pérdidas de calor considerando un modelo de
transferencia de calor conjugada en el absorbedor y liquido monofasico en su interior. Sin embargo,
todos estos autores no incorporaron la DNUFC en el absorbedor ni tampoco consideraron un
coeficiente de transferencia de calor para cada fase.

El modelado del comportamiento termohidraulico del flujo bifasico agua/vapor es una de las
herramientas mas relevantes para el disefio y estudio de la GDV en CCP y en otros sistemas como
los nucleares. En la literatura se han encontrado diferentes alternativas de modelado, incluyendo el
desarrollo de codigos propios, el uso de simuladores nucleares como RELAPS (a falta de
simuladores especificos para sistemas de concentracién solar), o simuladores de aplicacion mas
general como el FLUENT. Mediante RELAP5 (basado en el modelo matematico a dos fluidos en

1D) se pueden simular diversos PF con sus transiciones, mientras que con FLUENT (basado en un
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modelo matemético de flujo homogéneo) se pueden simular de una manera mas simplificada
aunque en 3D. Odeh et al. [81,83] realizaron un estudio numérico desarrollando un simulador
propio de la GDV en CCP dividiendo al flujo bifasico a lo largo del tubo absorbedor en las regiones
de precalentado, evaporacion (region bifasica) y sobrecalentado. De esta forma introdujeron la
metodologia de estudiar las tres regiones de la GDV de manera separada; sin embargo,
consideraron flujo de calor uniforme. Eck et al. [46,47] desarrollaron un c6digo en MATLAB® en
estado estacionario y considerando una DNUFC tipo gaussiana; aplicando un modelo homogéneo
y mecanistico para el flujo de fluido agua/vapor. Xu et al. [84] estudiaron la GDV en el sistema
DISS desarrollando un modelo matematico homogéneo unidimensional y cuasi-estacionario de las
ecuaciones de conservacion de energia en el fluido de trabajo (dividido en las tres regiones), en la
pared del tubo absorbedor y en la cubierta de vidrio, mientras que el flujo de calor se considerd
uniforme. Elsafi [85] estudio el sistema DISS en el modo de un solo paso mediante balances
globales en estado estacionario considerando el modelo homogéneo para el flujo de fluido; de igual
manera dividio la GDV en las tres regiones. Adicionalmente, utiliz6 un enfoque fenomenoldgico
(o mecanistico) aplicando correlaciones de caidas de presion y del CTC para cada patrén de flujo;

sin embargo, no consideré una DNUFC.

Debido a que el fendbmeno de evaporacion del agua también se presenta en la ingenieria nuclear, y
los simuladores nucleares se encuentran en una etapa muy madura para estudiar el complejo flujo
bifasico, diversos autores han aprovechado estas herramientas para estudiar el comportamiento
termohidraulico del agua en evaporacion en sistemas de GDV mediante CCP. Moya et al. [57]
utilizaron por primera vez el simulador RELAP5 para el estudio de la GDV en el sistema DISS,
validando sus resultados numéricos con datos experimentales de la plataforma solar de Almeria.
Ellos consideraron una DNUFC tipo escalon y transferencia de calor sélo en la direcciédn radial en
la pared del tubo. Posteriormente surgieron una serie de estudios del sistema DISS mediante este
simulador, analizando diferentes aspectos termohidraulicos, tanto en estado estacionario como
transitorio [58,75,86]. Los estudios con RELAP5S también se extendieron al analisis de la GDV en
tuberias conectadas en paralelo [20] y en captadores de pequefio tamafio para calor de proceso
industrial [14]. Otro simulador nuclear que ha sido empleado para aplicaciones de GDV es
ATHLET (ver la seccién 3.1.3.5. de la referencia [7]), como puede verse en el trabajo de Hoffmann
et al. [87], quienes estudiaron la dindmica del flujo bifasico al interior del sistema DISS. Ambos
simuladores, RELAP5 y ATHLET usan el modelo a dos fluidos (también Ilamado modelo de seis
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ecuaciones). Algunas diferencias entre RELAP5 y ATHLET estdn en las ecuaciones de
conservacion de momentum, por ejemplo, en las expresiones de los esfuerzos interfaciales y en la
pared, y en la expresion de la masa virtual; mientras que las ecuaciones de conservacion de la
energia se expresan en términos de la entalpia (en ATHLET). No obstante los buenos resultados
que los simuladores nucleares comerciales han permitido proporcionar para estudios de GDV
mediante CCP, no es posible determinar con precisién la distribucién de temperatura azimutal en

el absorbedor, ni directamente la presencia del PF dryout.

Lobodn et al. [88,89] estudiaron el comportamiento termohidraulico del flujo agua/vapor en el
sistema DISS en el modo de operacion de un solo paso, considerando una DNUFC. El estudio fue
realizado mediante el paquete comercial STAR-CCM+ el cual esta basado en un modelo de flujo
bifasico localmente homogéneo. En sus resultados muestran perfiles axiales de temperatura y
presidn en estado estacionario para diferentes condiciones de operacién, asi como también valores

de temperatura y presion a la salida en el estado transitorio [89].

Li et al. [24,74] estudiaron la termohidraulica del flujo bifésico en el interior del tubo absorbedor
del sistema DISS mediante un modelo homogéneo y mecanistico en estado estacionario. Abordaron
ademas los aspectos de esfuerzos y deformacion térmica del tubo absorbedor, a causa de los
gradientes circunferenciales de temperatura por efecto de la DNUFC y de las variaciones
temporales® de las condiciones ambientales. Sin embargo, el modo de operacion considerado en el
campo solar fue recirculacién y por tanto el PF dryout no se presentd. Hachicha et al. [90]
extendieron sus trabajos previos [48,91] para determinar los gradientes térmicos en la GDV con
DNUFC incluyendo la region bifésica. Ellos acoplaron el MTC con un MTH homogéneo y ademas
un modelo dptico. De esta manera determinaron diferentes patrones de flujo desde liquido
monofésico hasta vapor sobrecalentado, para el modo de operacion de un solo paso, encontrando
los mayores gradientes de temperatura en la region del vapor sobrecalentado. Ferchichi et al. [11]
aplicaron el MVF para desarrollar un MTH en 1D en estado estacionario. Para la transferencia de
calor hacia el fluido, consideraron un balance global. La mezcla agua/vapor fue tratada con un
enfoque drift-flux. Analizaron el comportamiento transitorio de la temperatura y la presion a la

salida del campo solar del sistema DISS en el modo de recirculacion.

! Afectando las condiciones de frontera y de operacion del sistema.
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El acoplamiento del MTH y el MTC se da por medio de la temperatura de la superficie interior del
tubo absorbedor y de la temperatura y el CTC del fluido de contacto. Por consiguiente, al tener dos
fases en la region de evaporacion, un CTC para cada una de las fases deberia de ser incorporado.
Hace 29 afios Heidemann et al. [26] realizaron un estudio para un flujo estratificado considerando
un valor del CTC para cada una de las fases, mostrando como esta consideracion modela de una
forma maés realista los gradientes de temperatura en la pared del absorbedor. A pesar de este estudio
de Heidemann et al. [26], en la mayoria de los trabajos mas recientes del modelado de la
transferencia de calor pared-fluido no se ha tomado la consideracion de un CTC para cada fase,
salvo en los estudios de Li et al. [27,74] para el modo de recirculacion. Elsafi [85] considerd un
CTC promedio tomando en cuenta el CTC de cada fase, ponderandolos con la razén del perimetro
de contacto de cada fase con la pared. Sin embargo, no estudio su efecto sobre la distribucion de la

temperatura en la pared del absorbedor.

Los patrones de flujo que han sido ampliamente identificados en la GDV mediante CCP son:
liquido subenfriado [48,82], estratificado [22,24,26,27,46,47,74], anular [72], slug [86], vapor
sobrecalentado [25,27,28,48,92], entre otros [85]. Sin embargo, el PF dryout solo ha sido
identificado por Moya et al. [57] de forma indirecta, mediante el simulador RELAP5; y modelado

por Elsafi [85] considerando flujo de calor uniforme; ambos trabajos aplicados al sistema DISS.

No obstante que el modelo a dos fluidos es mas completo que el modelo homogéneo, ha sido méas
empleado en la ingenieria petrolera [93,94] y en la ingenieria nuclear [17] que en los sistemas
solares. De hecho, no se ha encontrado ningun trabajo en el que se desarrolle un simulador propio
para el analisis termohidraulico de la GDV con base en el modelo a dos fluidos a causa de la
complejidad del mismo. No obstante, el modelo a dos fluidos es estable, ya que puede ser planteado
como un modelo bien posicionado y para su solucion puede aplicarse esquemas numericos
convergentes [95]. El método de diferencias finitas con un arreglo implicito hacia adelante para la
coordenada temporal y un arreglo hacia atras para la coordenada espacial, ha sido la técnica
numérica de discretizacion mas empleada para resolver el modelo a dos fluidos. Ademas, un
esquema donante y tipo donante deben ser utilizados para las ecuaciones de conservacion
[17,94,96-98] para ayudar a la convergencia numérica. Otra alternativa para solucionar el modelo
a dos fluidos es el esquema de correccion de presion aun cuando pueden causar problemas de

convergencia [99,100].
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1.3.3 Conclusiones del estado del arte

En las Tablas 1.1 y 1.2 se resumen las caracteristicas de los trabajos mas relevantes y apegados al

tema de la presente tesis.

Tabla 1.1. Principales trabajos de MTC que consideran DNUFC y desarrollo de un simulador.

k,(T),
Autor (es) MTC Andlisis 2CTC paa(gl‘))y Qoss | Solucion
Cp, (D)
Heidemann et al. (1992) [26] T(r,p,t) | T(r, o, zt) v v MDF
Wirz et al. (2012) [54] T(r,e,z) | T(r,e,zt) v MVF
Serrano et al. (2014) [28] T(r,¢,2) T(r,¢,2) v MDF
Xu et al. (2018) [76] T(r,p,z) | T(r,,zt) v MVF
Khanna et al. (2015) [60] T(r, @) T(r, @, 2) v Analitica
Cundapi et al. (2020) [92], resultado del T(r,p,t) | T(r,o,z1t) Analitica
presente estudio
Sand4 et al. (2021) [25] T(r,p,t) T(r,@,2) N4 v MVF
Presente estudio T(r,p,t) | T(r,,z1t) v v v MDF
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Tabla 1.2. Principales trabajos de MTH de GDV con CCP que involucran desarrollo de un simulador.

Autor(es)

Caracte-risticas

MO

MTC

DNUFC

MTH

Método de

Fluido

PF

Kk, (),

2CTC

AT

solucion del p.(T), ¢
MTH Cp,(T)
Odeh et al. L: 99 USP T(2) Homogéneo Balance Agua/ Liquido monofasico,
(1998, 2000) | D, ./D,;: 70/66 y global vapor intermitente, estratificado liso,
[81,83] AC: 547 estacionario (Analitico) anular y vapor sobrecalentado
Eck et al. L:1000 R T(p,2) 4 Homogéneo Balance Agua/ Liquido monofasico, v v
(2004, 2005) | D, o/D,;: 70/55 y global vapor estratificado ondulado, anular
[46,47] AC: 5760* estacionario y vapor sobrecalentado
Xu et al. L: 785 R T(z) Homogéneo Balance Agua/ Liquido monofésico, bifasico
(2015) [84] Dy elDg ;2 70/55 global vapor (NE) y vapor sobrecalentado
AC: 4423.68
Elsafi (2015) L: 500 USP T(z) Homogéneo Balance Agua/ Liquido subenfriado, burbuja, v
[85] Dy elDgy iz 70/50 y global vapor estratificado liso, estratificado
AC: 2880 estacionario ondulado, slug, anular, dryout,
niebla y vapor sobrecalentado
Lietal. L:1000 R T(r,¢,z) v Homogéneo Balance Agua/ Estratificado y vapor v v
(2017) Dy elDgy ;2 70155 y global vapor sobrecalentado
[24,74] AC: 5760* estacionario
Hachicha L:500 USP T(p,2) v Homogéneo Balance Agua/ Liquido subenfriado, burbuja, v
(2018) [90] Dy o/Dg ;2 70/50 y global vapor estratificado liso, anular y
AC: 2880 estacionario vapor sobrecalentado
Sanda et al. L:7.8 USP | T(r,¢,2) 4 Homogéneo MVF Syltherm | Liquido monoféasico v v
(2021) [25] Dy /D, ;: 70/66 y 800
AC: 39 estacionario
L:4.06 Aguay Vapor sobrecalentado
Dy o/Dg ;2 70/50 vapor
AC: 234
Presente L: 25%* USP | T(r, 9,2zt v A dos MDF Agua/va | Anular, estratificado v v v
estudio Dy elDg ;2 70/50 fluidos y por ondulado, dryout y
AC: 144 transitorio sobrecalentado

Nomenclatura de la tabla: AC: area de captacién en m? D, /D, ;: didmetros externo e interno del absorbedor metélico en m, respectivamente; L: longitud en m; MO: Modo
de operacion; NE: no especifica; R: modo de recirculacion; USP: modo de un solo paso.

*Aproximadamente; **Aunque se analizd una mayor longitud del tubo, los estudios se centraron en dos captadores individuales de 25 m cada uno.
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De la discusion de la literatura se puede concluir lo siguiente:

>

El método MCRT ha sido el mas usado para determinar la distribucion de flujo de calor en
la superficie exterior del tubo absorbedor y la LCR implicada puede ser obtenida con el

software SolTrace.

La condicién de frontera de DNUFC sobre la superficie del tubo absorbedor tiene un
impacto significativo en la distribucién de temperatura azimutal en el tubo y por ende esta
fuertemente ligada a su deformacion no uniforme. Lo anterior es mas critico cuando se tiene
un flujo bifasico en una configuracion de flujos separados (i.e. estratificado liso,

estratificado ondulado y dryout) debido a que cada fase tiene su propio CTC.

El MTC ha sido mayormente estudiado con modelos en estado estacionario y considerando

las propiedades termofisicas del tubo absorbedor independientes de la temperatura.

Hasta donde se sabe, no se han publicado soluciones analiticas de la ecuaciéon de
conduccion de calor en estado transitorio y en 2D (r, ¢), involucrando la DNUFC en un

CCP, aparte del trabajo recientemente publicado derivado de esta tesis [92].

Hay una escasez de trabajos que abordan la transferencia de calor en el tubo absorbedor
considerando los diversos PF para la transferencia de calor pared-fluido, y los que hay, en
su gran mayoria, emplean el modelo homogéneo para el estudio termohidraulico del flujo
agua vapor. Dicho modelo s6lo deberia ser aplicado a los patrones de flujo burbuja y niebla,

basicamente, y no indiscriminadamente a todos los patrones de flujo [19].

Los trabajos en los que se suelen seccionar la tuberia en funcion de los diferentes PF y
aplicar correlaciones especificas (0 modelado) para cada PF (como lo hacen los cédigos
nucleares), muestran una mejor concordancia con los valores experimentales en relacion a

los trabajos que no los consideran.

No se han encontrado trabajos del modelado matematico del PF dryout para la GDV en

CCP que estudien los gradientes térmicos en esta zona.

Los simuladores nucleares RELAPS5 y ATHLET han mostrado ser confiables para estudios

termohidraulicos de la GDV mediante CCP, pero es necesario adaptarlos para poder
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incorporar todas las partes del elemento colector de calor de los CCP, para calcular las
pérdidas de calor mediante los modelos térmicos y dpticos pertinentes, y no considerar estas
pérdidas de calor mediante una eficiencia térmica global. Tampoco es posible incorporar

en ellos condiciones de DNUFC que sean apropiadas para concentracion solar.

» El modelo a dos fluidos unidimensional, en su formulacion de promediados en tiempo y
espacio, ha sido muy empleado en el estudio termohidraulico del flujo bifasico en diversos
campos de la ingenieria, debido a que ha demostrado estabilidad numérica cuando se tienen
fases separadas y dispersas. Ademas, este es el modelo mas completo para el estudio del
flujo bifasico, ya que permite considerar las interacciones entre las fases y entre la pared
con cada una de las fases. Sin embargo, para estudios de GDV en CCP, mayormente se ha

empleado el modelo homogéneo.

» Latécnica numeérica de diferencias finitas ha mostrado ser muy estable para la solucién del

modelo a dos fluidos, involucrando transferencia de calor e intercambio de masa interfacial.
» El concepto de celda donante ha mostrado ayudar en la estabilidad numérica.

» No existe un modelo numérico y transitorio que acople la ecuacion de conduccion de calor
en 2D y el modelo a dos fluidos 1D para el PF dryout. Y que ademés considere las
propiedades termofisicas del tubo absorbedor dependientes de la temperatura, el calculo de
un CTC para cada fase y la DNUFC.

1.4 JUSTIFICACION

Con base a las conclusiones del estado del arte se observa la necesidad de desarrollar un simulador
gue incorpore modelos matematicos y numéricos que acoplen la transferencia de calor conjugada
en el tubo absorbedor de un CCP con el comportamiento termohidraulico del PF dryout (con base
en el modelo a dos fluidos), y que ademas tome en cuenta la distribucion no uniforme del flujo de
calor en la pared del tubo y un coeficiente de transferencia de calor por conveccion para cada fase.

Lo anterior con la finalidad de obtener campos o perfiles de los parametros termohidraulicos mas
representativos del PF dryout y determinar los gradientes térmicos en las secciones transversales
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del tubo absorbedor. Mediante este tipo de estudios es posible minimizar los riesgos de
deformacion del tubo absorbedor y a su vez puede ser Util para cuestiones de disefio, optimizacion
de los tubos absorbedores de un CCP [38] y para ayudar a determinar las condiciones factibles de

operacion de los sistemas de GDV mediante CCP bajo este PF.

1.5 OBJETIVOS Y ALCANCES

De las conclusiones del estado del arte, se establecen los siguientes objetivos y alcances.

1.5.1 Objetivo general

Desarrollar un simulador para la modelacién termohidraulica del flujo bifasico agua-vapor en el
tubo absorbedor de un captador cilindroparabdlico para la generacién directa de vapor bajo la

configuracién del patron de flujo dryout y considerando concentracion solar.

1.5.2 Objetivos especificos

» Determinar las condiciones de operacion bajo las cuales se presenta el patron de flujo dryout
en la generacion directa de vapor.

» Determinar los gradientes térmicos azimutales y coeficientes de transferencia de calor de

mezcla y para cada fase.

» Determinar las condiciones bajo las cuales la presencia del patron de flujo dryout podria

ser critica.

» Analizar la evolucion del secado de la pelicula liquida en diferentes secciones transversales

a lo largo de la region del patron de flujo dryout.
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1.5.3 Alcances

Se aplica el modelo a dos fluidos para el estudio termohidraulico del patron de flujo dryout asi
como el modelo de transferencia de calor conjugada y el método MCRT para el estudio de la
transferencia de calor en el tubo absorbedor de acero ferritico de 25 m de longitud y didmetros
interno y externo de 5y 7 cm, respectivamente. El sistema de ecuaciones se discretiza utilizando
el método de diferencias finitas. Los resultados son analizados en el estado cuasi-estacionario. El
simulador se programa en lenguaje FORTRAN. El modelo toma en cuenta la variacién geométrica
del flujo dryout y la variacion del CTC a lo largo y en secciones transversales de la tuberia. El
simulador se verifica termohidraulicamente con resultados del simulador comercial RELAP5S y se
valida con datos experimentales de temperatura de Zarza [8]. EI modelo térmico se verifica
comparando los perfiles azimutales de temperatura en la pared del tubo absorbedor con los
obtenidos por Serrano et al. [28]. Ademas el modelo térmico se valida comparando con datos
experimentales de temperatura del absorbedor en los estados estacionario y transitorio reportados

por Khanna et al. [61].
Los capitulos subsecuentes estan ordenados de la siguiente manera (cuerpo de la tesis):
e Capitulo 2. Modelo térmico en el tubo absorbedor
e Capitulo 3. Modelo termohidréaulico del flujo bifasico dryout
e Capitulo 4. Verificacion/validacién de los simuladores desarrollados
e Capitulo 5. Planteamiento de los casos de estudio del PF dryout
e Capitulo 6. Estudios del flujo bifasico dryout

e Capitulo 7. Conclusiones
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CAPITULO 2

MODELO TERMICO EN
EL TUBO ABSORBEDOR

En este capitulo se desarrolla el modelo numérico de la conduccién de calor en 3D en la pared del
tubo absorbedor de un CCP considerando DNUFC. Primero se plantea el modelo conceptual de la
transferencia de calor, seguido del planteamiento del modelo matematico en 2D en estado
transitorio asi como sus adecuaciones para el estudio en 3D. Para este modelo fue posible obtener

tanto soluciones numéricas como analiticas.

25



CAPITULO 2. MODELO TERMICO EN EL TUBO ABSORBEDOR

2.1 MODELO CONCEPTUAL

En general, el problema de la conduccion de calor en el tubo absorbedor de un CCP involucra una
DNUFC sobre la pared exterior del tubo absorbedor y la transferencia de calor hacia un flujo
bifasico en el interior. Con el fin de simplificar la representacion del modelo conceptual, en la
Figura 2.1 se muestra el tubo absorbedor sin cubierta de vidrio. Mientras que en la Figura 2.2 se
muestra mas a detalle los mecanismos de transferencia de calor en el tubo receptor completo (ver
también la Figura 1.2). A su vez, la radiacion solar incidente depende del angulo de incidencia, el
angulo del seguimiento solar?, la eficiencia dptica, el factor de ensuciamiento y la razén de
concentracion solar. Y por otra parte, se tiene un flujo de calor hacia cada uno de las fases al interior

del absorbedor.

Figura 2.1. Modelo conceptual para la transferencia de calor en el absorbedor con DNUFC y con flujo bifasico.

La transferencia de calor en un tubo absorbedor es conjugada, ya que los tres mecanismos de
transferencia de calor se presentan, es decir, conduccion, conveccion y radiacion. En la Figura 2.2
se muestran los diversos mecanismos de transferencia de calor que se presentan en un tubo

absorbedor representados mediante resistencias térmicas (ver también Tabla 2.1). Después de

2 En esta tesis se considera un angulo para 4ngulo de incidencia y otro para el seguidor solar.
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considerar la eficiencia optica del CCP, se tiene que la radiacion solar incide en la pared externa
del tubo absorbedor, lo que ocasiona que su temperatura incremente y ocurra una transferencia de
calor en dos direcciones (considerando una seccion transversal del absorbedor), una hacia el fluido
(ganancia de calor) y otra hacia al ambiente (pérdidas). En primer lugar, la ganancia de calor del
fluido, se tiene conveccion Ri de la pared interna del absorbedor hacia el HTF (s6lo cuando la
temperatura de pared del absorbedor estd muy por encima a la temperatura del HTF también se
puede considerar radiacion). Se presenta conduccion Rz (de la pared externa del absorbedor hacia
su pared interna). Por otra parte, en las pérdidas de calor se tienen radiacion Rz (de la pared externa
del absorbedor a la pared interna de la cubierta de vidrio), conduccion R4 (de la pared externa del
absorbedor hacia el fluido en el espacio anular), conveccién Rs (de la pared externa del absorbedor
hacia el fluido en el espacio anular), conduccion Re (del absorbedor hacia la estructura o soportes
del CCP), conduccion Ry (de la pared interna de la cubierta de vidrio hacia su pared externa),
radiacion Rs (de la pared externa de la cubierta de vidrio hacia el cielo) y finalmente conveccion
Ro (de la pared externa de la cubierta de vidrio hacia el aire circundante).

Tubo absorbedor

Cublerta de vidrio

Espacioanular
F\uldodetrabajo pacl

Figura 2.2. Modelo conceptual de resistencias térmicas para el modelo de transferencia de calor en el tubo receptor
(ver Figura 1.2).
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CAPITULO 2. MODELO TERMICO EN EL TUBO ABSORBEDOR

Tabla 2.1. Nomenclatura de las resistencias térmicas.

Resistencia térmica Mecanismo de transferencia de calor
R1 Conveccion absorbedor-HTF
R, Conduccién a través del absorbedor
Rs3 Radiacion absorbedor-vidrio
R4 Conduccidn espacio anular
Rs Conveccion absorbedor-espacio anular
Rs Conduccidn absorbedor-estructura
R7 Conduccidn a través del vidrio
Rs Radiacion vidrio-cielo
Ro Conveccion vidrio-ambiente

Para simplificar el analisis, y teniendo en cuenta el estudio de Odeh et al. [81], las resistencias
térmicas R3-Rg se agrupan en una sola para representar las pérdidas de calor totales del absorbedor
(Q1pss» VEr Seccion 2.2.2). Las otras dos resistencias y el flujo de calor concentrado (con una

DNUFC) se consideran de forma explicita. La R1 se obtiene mediante las ecuaciones presentadas
Apéndice D (Seccion 9.4).

En la Figura 2.3 se presenta un diagrama del modelo conceptual simplificado de la transferencia
de calor en el tubo bajo estudio, simplificando la unidad colectora de calor Gnicamente al tubo

absorbedor. En dicho diagrama se puede apreciar, de manera general, las condiciones de DNUFC.

Las consideraciones principales son: i) condiciones de frontera lineales, ii) modelo transitorio en
2D, es decir, T(r, @, t), iii) tubo rigido con seccion circular constante, iv) propiedades termofisicas
del absorbedor dependientes de la temperatura (Seccién 2.2.4), v) distribucion no uniforme de flujo
de calor en la superficie exterior del tubo absorbedor (Seccion 2.2.3), DNUFC, donde este término
ya considera las pérdidas de calor (al menos que se indique lo contrario), vi) conveccién forzada
turbulenta en el interior del absorbedor, considerando que el flujo bifasico tiene un CTC para cada
fase (al menos que se indique lo contrario), vii) no se consideran la deformacion ni los esfuerzos

térmicos y, viii) la conduccion de calor axial es despreciable [33,101].
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Medio
ambiente

ar "
kaze = Q1 (9)

== T =Ty(r,) en t=0

Figura 2.3. Modelo de conduccidn de calor simplificado para el absorbedor.

2.2 MODELO MATEMATICO

A continuacion se presentan las principales ecuaciones utilizadas para resolver la transferencia de

calor en el tubo absorbedor.

2.2.1 Ecuacién de conduccion de calor y condiciones de frontera
Con base a las suposiciones y consideraciones hechas en la Seccién 2.1, la ecuacién de conduccion

de calor en estado transitorio, en 2D, sin generacion interna de calor, para un sélido homogéneo e

isotropico, y en coordenadas cilindricas, es la que se enuncia en la Ec. (2.1) [77,78].

6T> 10 <k OT) oT
aa(p

19 (,,7T), .y
ror " 5r = Palr 5y

2.1
230 (2.1)

donde ¢ es la coordenada azimutal en rad, r es la coordenada radial en m, t es la coordenada

temporal en s, T es la temperatura del fluido en K, k, es la conductividad térmica del material en
W/mkK, p, es la densidad del absorbedor kg/m3y C, es el calor especifico a presion constante en

J/kgK. La Ec. (2.1) debe estar sujeta a las condiciones de frontera dadas por las Ecs. (2.2)—(2.5).
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aT
—ka§+ HiT = HiTe (@) enr=r1,;y0< ¢ <2m (2.2)
aT
kaEZ r(@) enr=1,y0<¢<2n (2.3)
oT aT (2.4)
kg W|¢=0 = aa|<p=2n enp=0y71,; < 1 <7y,

oTy _ oT _ (2.5)
k, E|<p=o = aEL’:zn enQ =2myry; < T <Tge
Y sujeta a la condicion inicial dada por la Ec. (2.6).
T(p,r) =Ty, parar,; <r<1,, y 0< 9o <2ment=0 (2.6)

Siendo r,; el diametro interior y 7, . el diametro exterior, ambos en m. Y H; es el coeficiente de

transferencia de calor por conveccion del fluido en W/m?K.

La Ec. (2.2) indica que hay transferencia de calor por conveccion desde la pared interna del tubo
hacia el fluido, y que la temperatura puede variar también en la direccion azimutal. Mientras que
la Ec. (2.3) representa que existe un flujo de calor neto que incide sobre la pared externa de la
tuberia.

Por otra parte, cuando la temperatura del tubo no cambia con el tiempo, se ha alcanzado el estado
estacionario o permanente. Para el caso contrario, se tiene estado transitorio. En este trabajo, se
han considerado ambos estados, estacionario y transitorio. Sin embargo, las soluciones se plantean
para el estado transitorio con la finalidad de simplificar las ecuaciones. Una vez que se han

planteado las soluciones para el estado transitorio, el estado estacionario se puede obtener de ella.

2.2.2 Flujo de calor absorbido y pérdidas de calor

El flujo de calor total que le estaria llegando al absorbedor se determina mediante las Ecs. (2.7)-

(2.9). De manera general, en la Ec. (2.7) el flujo de calor entrante y las pérdidas de calor toman en
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cuenta la variacion azimutal.

Q;‘l (p) = Q;:)lar (p) — Ql’éss (p) 2.7
Q;;lar (§0) = LCR (¢)DNIeff (28)
DN[eff = DNI cos ginc K(Qinc)nopt,er (29)

n

donde Q.- (@) es el flujo de calor solar efectivo concentrado en W/m?, Q;,..(¢) es el flujo de

pérdida de calor total en W/m?, DNI, es la radiacion solar directa efectiva en W/m?, LCR(¢)
es larazon de concentracion local, 6;,,. es el angulo de incidencia en °, 17,,. - €s la eficiencia optica
pico cuando el angulo de incidencia es cero, K (6;,.) es el modificador del &ngulo de incidencia, y

F, es el factor de ensuciamiento.

De acuerdo a las consideraciones establecidas en la Seccion 2.1, respecto a los flujos de calor desde
la pared externa del tubo absorbedor hacia el ambiente o el tubo de vidrio (pérdidas de calor), estos
flujos pueden englobarse o determinarse a partir de una expresion experimental de pérdidas de
calor. Para el CCP LS3 del sistema DISS esta ecuacion esta dada por la Ec. (2.10) [8].

0.687257AT + 1.94 X 1073AT2 + 2.6 X 1075AT3, T, < 473.15K
Qs = {1.433242AT — 5.66 X 1073AT2 + 4.6 X 10™5AT3, 473.15K < Tpps < 573.15K  (2.10)
2.895474AT — 16.4 x 1073AT? + 6.5 x 1075AT3, T, = 573.15K

donde AT se considera como la diferencia de temperatura entre la temperatura media de la pared
del absorbedor y la temperatura del aire en el ambiente exterior. Una vez obtenidas las pérdidas de
calor se puede calcular la eficiencia térmica () con la Ec (2.11).

_ Q;:Jlar B Qlltl)ss

n
solar

(2.11)

K(Binc) Y Mopt,o- Para el sistema DISS estan dadas por las Ecs. (2.12) y (2.13), respectivamente.
Mientras que la funcién LCR(¢) se aborda en la Seccion 2.2.3.

14+a-Ope+b-04.+c-03.+d-0%,, 0° < 0;, < 80°

2.12
0, 80°< i =90° (212)

K (o) = {
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dondea = —2.23073 x 107*,b = —=1.1 x 107*,¢ = 3.18596 X 10"y d = —4.85509 x 1078.

Nopt,0> = 0.63 (2.13)

Se toma@ este valor ya que es el mas aproximado para el captador 9 del sistema DISS de acuerdo a
la referencia [85]. Este captador, junto con el captador 10, son los dos captadores que se analizan
en esta tesis porque en ellos se presenta el patron de flujo dryout bajo ciertas condiciones de

operacion.

2.2.3 Calculo de la distribucion no uniforme del flujo de calor (DNUFC)

Para una distribucion uniforme de flujo de calor el valor del LCR(¢) en la Ec. (2.8) sera constante

(igual a la razon de concentracion, Cs,;) y puede expresarse como [8]:

Apertura

LCR(p) = Cso1 = D (2.14)
ae

donde Apertura es la apertura del espejo reflector en my D, es el diametro externo del

absorbedor en m.

Por otra parte, una funcion LCR (¢) fue obtenida para el LS3 usando el software SolTrace, el cual
utiliza el método de trazado de rayos de Monte Carlo [34] comentado en la Seccion 1.1. Dicha
distribucion puede verse en la Figura 2.4. Estos datos son discretos (39 datos en el intervalo de ¢
entre 0 y 2m), los cuales en primera instancia se habian tratado de aproximar a una funcion
polinomial usando Microsoft Excel 2013. Sin embargo, dicho polinomio no reprodujo bien los
datos (ver Figura 2.4). Por lo tanto, para la realizacion del presente trabajo de tesis se optd por

utilizar los valores discretos e interpolar linealmente en funcion de la direccion azimutal.

Aun cuando la distribucion LCR empleada en esta tesis no fue obtenida directamente para el caso
a analizar, es vélida porque corresponde al mismo sistema fisico de estudio, el sistema DISS, y
dado que lo importante es determinar el efecto de la DNUFC, se empled esta informacidn. Por otra
parte, un ajuste fue realizado con la finalidad de no alterar el flujo de calor global cuando se tiene
una DNUFC. Dicho ajuste se presenta mediante un factor, dada por la Ec. (2.15), en funcion del
promedio del LCR y la razén de concentracion (C,,;) del caso de Elsafi [85]. De esta forma, la Ec.
(2.8) se transforma en la Ec. (2.16).
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Figura 2.4. Datos de LCR obtenidos con SolTrace comparados con una funcion polinomial.

Csol
factor = ————
Jmo LCR(@)dgp (2.15)
2m
Q;:)lar ((P) = faCtOT ’ LCR((p)DNIeff (216)

donde DN, sf ya ha sido definido con la Ec. (2.9).

Para obtener diferentes LCR al variar el angulo del seguidor solar (ver Figura 1.1) se implementan

las siguientes condiciones dadas por la Ec. (2.17).

LCR(p—¢Y), 05—y <2m
LCRy(p) =4LCR(p —Y —2m), ¢ —P >2m (2.17)
LCR(p—yY+2m), o —p <0

donde 1 es el angulo del seguidor solar (debe ser ingresado en rad), y LCR,,(¢) es la funcion LCR
desfasada i en contra de las manecillas del reloj. Usando la Ec. (2.17) se obtienen las gréaficas de
la Figura 2.5 (aqui las graficas se han convertido a grados para una mejor apreciacion). Tambien
es importante mencionar que los valores del LCR mostrados en la Figura 2.5 difieren de la Figura
2.4 ya que falta multiplicar por el término factor.
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Figura 2.5. Graéfica polar (izquierda) y perfil azimutal de la funcion LCR con diferentes &ngulos del seguidor solar

(medidos desde la vertical y en contra del movimiento de las manecillas del reloj).

2.2.4 Propiedades termofisicas de los materiales

A continuacion en la Tabla 2.2 se presentan las propiedades termofisicas del acero ferritico A335

P22 usado en el sistema DISS y de un acero inoxidable. Por otra parte, en la Figura 2.6 se incluye

la gréfica para los datos de la conductividad térmica y una aproximacion lineal usando Microsoft

Excel 2013.
Tabla 2.2. Propiedades termofisicas de dos materiales diferentes [58].
T (K) Acero ferritico Acero inoxidable
k, (W/mK) Cr(J/kgK) k, (W/mK) Cp(J/kgK)
293.15 63 482 14.3 472
373.15 59.3 494 15.8 501
473.15 54.6 520 17.5 525
573.15 49.9 555 19 532
673.15 45.2 603 20.5 555
773.15 40.5 662 21.9 582
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Conductividad térmica
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60 ... ® _
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& Ferritico M Inoxidable seeceeee Lineal (Ferritico) eeeeeeee Lineal (Inoxidable)

Figura 2.6 Linealizacion de la conductividad térmica para ambos materiales de la Tabla 2.2.

Asi, las ecuaciones obtenidas para el acero ferritico y el inoxidable estan dadas en las Ecs. (2.18)
y (2.19), respectivamente. La temperatura del material se ingresa en K.

ko = —0.0469T + 76.783,  293.15K < T < 773.15K (2.18)

k, = 0.0157T + 9.8788,  293.15K < T < 773.15K (2.19)

2.3 SOLUCION ANALITICA

Para resolver analiticamente la Ec. (2.1) junto con las condiciones de frontera y la condicion inicial
dadas por las Ecs. (2.2)-(2.5) y (2.6), respectivamente, es necesario establecer que las propiedades
del absorbedor son constantes. Para obtener la solucién se aplica el método de separacion de
variables y el principio de superposicion como se describe a continuacion. EI modelo térmico y el
desarrollo de la solucion analitica fue publicado en [92].

En la Figura 2.7 se muestra la particién del problema general (transitorio en 2D con condiciones
de fronteras no homogeéneas) en dos problemas mas simples, un problema homogéneo (transitorio

con condiciones de fronteras homogéneas) y un problema no homogéneo (estacionario con
condiciones de fronteras no homogéneas).
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Principio de superposicion e
eaio
ambiente
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A

LT
aaerT(ﬁo)

ar
—ka g+ T = HrTy(9)

<

Fluido

Medio
ambiente

ar,
aT, My _
kgt + HTy = 0 ar 0

. ——

T=Ty(r, @), parar,; Sr<1,,, 0< @9 <2m ent=0

T(r,p,t) =Te(r, @) + Ty, @, t)

Fluido

Transitorio — Homogéneo

Go(r, @) = Ty (r,0,0) = To(r, ) = Tes (r, @)
Figura 2.7. Esquema del principio de superposicion.
2.3.1 Estado estacionario

Con la finalidad de reducir la extension del cuerpo del documento la obtencién de la solucién
analitica en estado estacionario se incluye en la Seccién 9.1 y aqui solo se presenta su forma final

(para las definiciones de las variables referirse a la Figura 2.7).

2w
Tae T
Tes(r,p) =T + ————— k HelIn—| - 7 (p"Hde'
ss(r <.0) f+27T7‘a‘ink< a+ra,L f nra,i) L’:O T(QD) 4

n Z [ Tae (kan + ra,in)r” + rj,?(kan - ra_l-Hf)r‘” 2.20)
n=1 T[kan (kan + Ta'in)TJ}e - r;,?(kan - ra,in)Ta_,en
21

: f Qe cosn(p — @) d<p']
@'=0

2.3.2 Estado transitorio

La solucion presentada en la Ec. (2.21) se obtuvo siguiendo la metodologia de Ozisik [77] y Hank
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y Ozisik [78]. El problema general en estado transitorio con condiciones de frontera no
homogéneas, se separd en dos problemas méas simples (método de superposicion). En la Figura 2.7
se muestra un esquema de como se lleva a cabo este método. El primer problema es no homogéneo
en estado estacionario, el cual incluye las dos condiciones de fronteras no homogéneas y ya se ha
presentado en la Seccion 2.3.1. Mientras que el segundo problema es homogéneo, el cual representa
la parte transitoria de la solucion general. La solucién de este problema en estado estacionario se

muestra en la Ec. (2.20) y se incorpora en la Ec. (2.21) a través de la Ec.(2.24).

aﬁmtR (Bm’ T') Tae . ,
T(r, 0,0 = Z Z P L ] G RB) cose (o
—@dr'd ¢’

donde

n, = {2 para v=20 2.22)
1  parav=>1
Ry (B ) = Yy (Bma,e )y (B = ' (BmTae ) Yo (BT (2.23)
Go(r, ) =To(r, ) — Tss (1, ) (2.24)
NG = [ Z':ai[r'wm,r')]wr' (2.25)
Y B,, son todas las raices de la Ec. (2.26).
—lea [V (Bt )" (Bmtas) = o (BrmTie Yo' (Brai)] + Hy [ [¥4 (Bmtae )y (BTa) = (2.26)

Iy (ﬂmra,e)yv (ﬁmra,i)]] =0

Y las derivadas de las funciones de Bessel se definen en las Ecs. (2.30).
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, aJy
Iy (ﬂmra,i) = W

T=Ta,i

afy

]1,/ (ﬁmra,e) = E

T=Ta'g
(2.27)

dy,
Yv’(ﬁmra,i) = d_T“}

T=Tq,i

dy,
dr

Yv, (ﬁmra,e) =

r=Tae

Para el caso particular de la Ec. (2.23), esta incluye las funciones ordinarias de Bessel de primera
clase J, (y su derivada ;) y de segunda clase Y, (y su derivada Y,). Para mayor detalle de estas
ecuaciones referirse a Arfken [102], Ozisik [77] y Hahn y Ozisik [78]. En este trabajo se utilizaron
las aproximaciones polinomiales de Abramowitz y Stegun [103] porque son mas faciles de

programar y sus aproximaciones estan en el orden de 1078,

2.4 SOLUCION NUMERICA POR EL METODO DE DIFERENCIAS
FINITAS

Para la solucion numérica las propiedades termofisicas del absorbedor se consideran dependientes
de la temperatura. La solucion numérica que se describe en esta seccion puede utilizarse para casos
mas simples (propiedades constantes, flujo de calor uniforme, CTC iguales para ambas fases, malla
uniforme, etc.) anulando ciertos términos, sin violar ninguna ley fisica ni matematica. Dicho lo
anterior, se realizan las derivadas parciales de ambos términos de la Ec. (2.1), lo que resulta en la
Ec. (2.28), que es la ecuacion a discretizar, la cual esta sujeta a las condiciones de frontera e inicial
dadas en las Ecs. (2.2)—(2.6).

0°T 10T dkgr ko 0°T 1 OT 0k, aT
agz T 750 =230z T 2353, — PCP a0
or? rodr or r20d¢p? 1r?de dp Jat

(2.28)

La técnica numeérica de discretizacion empleada en este trabajo es el método de diferencias finitas
completamente implicito en el tiempo y considerando esquemas de segundo orden tanto para los
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nodos internos (esquema centrado) como para las fronteras fisicas y las fronteras de la condicién
de periodicidad. Con lo anterior se busca volver la EDP que es exacta y continua en el dominio
0<@=<2myr,; <1 <71, €N UN sistema de ecuaciones algebraicas que resulta discreto. Los
puntos discretos se determinan mediante una malla numérica (ver Figura 2.8), la cual servira para
referenciar las coordenadas en el medio fisico, para después obtener el valor numérico
(aproximado) de la temperatura en cada punto (llamado nodo) a través de un método de inversion
de la matriz resultante. Aunque en la Figura 2.8 se aprecia una malla uniforme, la discretizacion se

plantea considerando que se podria tener una malla no uniforme.

Figura 2.8. Malla numérica 2D utilizada para el MDF.

Los esquemas implementados son las que se presentan en las Ecs. (2.29) y (2.30), para las derivadas

parciales de segundo orden.

0°T 2[5EpTi7lJ§,1j — (8gp + Spu)T{ + Spw T4

- = ~Lj (2.29)
dp? 0gpOpw (8gp + Spw)

0°T Z[SNPTL'TL]'-:—Il — (Bnp + Sps) TS + SpsT]HY (2.30)
ar? SnpOps(Snp + Ops)
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Las aproximaciones anteriores tienen un error de truncamiento de segundo orden, es decir (Ap? y
Ar?). Para la derivada parcial de primer orden en direccion radial se aplica también un esquema
central como se muestra en al Ec. (2.31). Un esquema anélogo se aplica para la derivada parcial de
primer orden de la temperatura en la direccion azimutal y para ambas derivadas parciales de la

conductividad térmica.

n+1 n+1
of T;ji7 —T;555

o _ (2.31)

Siendo el error de truncamiento también de segundo orden. Mientras que la aproximacion para el

término temporal est4 dada por la Ec. (2.32).

T Tl-’_;-“ - T

a9 _ (2.32)
at At

La forma final de la ecuacién algebraica obtenida después de aplicar estos esquemas de
discretizacion y agrupar los términos semejantes se obtiene la Ec. (2.33). La cual resulta en una

matriz pentadiagonal y aqui se resuelve con el algoritmo de linea por linea en la direccion R.

ATl + ANTIY + AT, + AT + AT = By (2.33)

donde los coeficientes para la Ec. (2.33) estan dados por las Ecs. (2.34)—(2.39).

4 Pl Zkayy  Zkay (2.34)
F At Snplps sz 8epSpw
Ao = — Zkazj' _ ka:‘l]’+17}'+1 - kazj'_lrj—l (2-35)
N 8ps(Sp + Ops) 75(8np + Ops)?
Ag = — Zka:'lj agjﬂrjﬂ _ ka?j_lrj_l (2.36)
$ Snp(Snp + Sps) 75(6np + Ops)?
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o 2k, kafyy —kaiy (2.37)
E 7'].25PW(5EP + SPW) T}'z (SEP + SPW)Z

e Zka:fj ka?+1,j - ka?—l,j (2.38)
v 1285p(8p + Spw) 17 (Sgp + Spw)?
B, = PiiCrij " (2.39)
’ At Y
Ogp = Piv1— Qis Opw = @i — Yi—1; Onp = Tiy1 — 1 bps = =11 (2.40)

Las Ecs. (2.34)—(2.39) sélo consideran los nodos internos, por lo que para obtener los valores de
estos parametros en las fronteras se debe usar la Tabla 2.3. Aunque también podrian usarse

condiciones de frontera de segundo orden, como lo hicieron Serrano et al. [28].

Tabla 2.3. Valores de los coeficientes en las fronteras para diferentes casos de CF de primer orden.

- T(p,r)= Tfrontera k a—T = Qr —ka—T +H,T=H,T
Coeficiente a9r T ar P ol e
r= ru,i r= ra,e r= ra,i r= ra,e r= ra,i r= ra,e
AP 1 1 1 1 1 1
AW 0 0 0 0 0 0
AE 0 0 0 0 0 0
AS —kq
0 0 0 -1 0 m
AN —k,
0 0 -1 0 m 0
B AR AR HwAR HeAR
Ts T ke Qr kq Qr ko + HooAR T ko + HoAR T

Para resolver el sistema de ecuaciones resultantes se emplea el método de eliminacion linea a linea

en la direccidn radial.
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CAPITULO 3

MODELO
TERMOHIDRAULICO
DEL FLUJO BIFASICO

DRYOUT

Se plantean el modelo conceptual del flujo bifasico dryout, el modelo matematico 1D en estado
transitorio con base al modelo a dos fluidos, asi como también el método numérico empleado para
su solucion. Finalmente se plantea el acoplamiento de este modelo con el térmico de la Seccion
2.4.
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3.1 MODELO CONCEPTUAL

Como ya se ha comentado previamente (Capitulo 1), en la GDV, el vapor es generado directamente
dentro de los absorbedores de los CCP. Para el modo de operacidn de un solo paso es practicamente
imposible que no surja el PF dryout, antecediéndole otros PF como el anular y estratificado (liso u

ondulado) y transformandose a niebla e inclusive a vapor sobrecalentado.

En la Figura 3.1 se plantea un modelo conceptual general de un flujo bifasico bajo el enfoque del
modelo a dos fluidos. Se esquematiza una tuberia calentada que transporta un flujo bifasico
agua/vapor en condiciones de saturacion. En el fluido intervienen los siguientes fendmenos:

esfuerzos cortantes en la interfase (;), esfuerzos cortantes fluido-pared (z,,, y 7;,,), flujo de calor
en la interfase (Q;"), flujo de calor fluido-pared (Q.,4 Y Q). transferencia de masa I (que es la
suma de la transferencia de masa interfacial I;, y transferencia de masa en la pared I;,, ambas

debido al cambio de fase).

/ T R

Vidrio

Absorbedor
metdlico

A P e

Fase

- Pelicula de
. quuldO ‘ vapor .
]

Comienzo del PF dryout PF dryout Fin del PF dryout

Figura 3.1. Modelo conceptual de un flujo biféasico bajo el enfoque del modelo a dos fluidos y secciones

transversales de la tuberia en la regién dryout.

Las consideraciones hechas son: modelo unidimensional en direccion z, tuberia horizontal con
seccién transversal constante, modo de operacion de un solo paso, no se consideran fuentes ni
sumideros de masa en el fluido, no hay generacion de calor interna, el fluido es un solo componente
(agua) bifasico, ambas fases y la interfase tienen la misma presion (excepto para el flujo
estratificado), flujo bifasico (varios patrones de flujo pero principalmente el dryout) con la
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posibilidad de convertirse en vapor sobrecalentado, tuberia calentada de manera no uniforme en
las direcciones axial y azimutal, se considera el efecto de las columnas de fluido para la ecuacion
de momentum [17,94,104,105], ambas fases tienen la misma temperatura (equilibrio térmico)? la

cual es la temperatura de saturacion a la presion local como lo propone Jones [106].

3.2 MODELO MATEMATICO

Para que el modelo matemético quede completo se necesitan las ecuaciones gobernantes,
condiciones de cerradura para dichas ecuaciones (masa, momentum y energia), ademas de un mapa

de patrones de flujo como un criterio para seleccionar las correlaciones de cerradura a emplear.

3.2.1 Ecuaciones de conservacion

El modelo termohidréaulico a dos fluidos es capaz de describir el comportamiento del flujo biféasico
de una manera més cercana a la realidad, ya que aplica las ecuaciones de conservacion de masa,
momentum y energia de manera separada para cada fase promediadas en tiempo y espacio, bajo la
aproximacion de un medio continuo. La formulacién del modelo a dos fluidos que se describe en
esta tesis, es una adaptacion al modelo del simulador comercial RELAP5 [107], que a su vez parte
del planteamiento de Lahey y Drew [108]. Las definiciones de los términos de las ecuaciones de
conservacion, su derivacion y las simplificaciones del modelo original de Lahey y Drew [108] se
describen en la Seccidn 9.3. A continuacion se presenta el modelo unidimensional que se aplica

para el desarrollo del presente trabajo, bajo las consideraciones establecidas en la seccién previa.
3.2.1.1 Ecuacion de conservacion de masa

d

10
7t (arxpi) + 197 (axprviA) = I (3.1)

donde la generacion de masa del liquido es el negativo de la del vapor (Ec. (3.2)).

3 Cuando ambas fases tienen la misma temperatura el término de transferencia de masa interfacial se anula, sin embargo
se incluye en las ecuaciones para poder extender este modelo a una consideracién de no equilibrio térmico.
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I = I, (32)
La suma de las fracciones de vacio de cada fase es igual a 1, es decir,
agtar=1 (3.3)

3.2.1.2 Ecuacion de conservacion de cantidad de movimiento

617,%

vy,
tpRA— + = akpk oz

Jat

apP
= —akA 9z + (kakgz (akpkA)FWk(vk) — ];A(vl — vk) . (_1)](* (3 4)

+ (akpkA)FIk(vg — vf) S(=1)k

(Vg f)] 1)t

+ CVM gy pm

donde el exponente k* tiene el valorde 1 parak = gy 2 parak = f.

Los términos espaciales de la masa virtual son despreciados y solo se toman en cuenta los términos
temporales. Esto es la fuerza de masa virtual simplificada. Esta consideracién la hace RELAP5
[109] y Lbpez de Bertodano et al. [96].

Respecto al modelo de dos presiones, resulta importante cuando se manejan condiciones de flujos
separados, en cambio su influencia no es significativa cuando se tiene alguna fase dispersa. Por esa
razén se incluye en el modelo considerado. Un modelo de dos presiones origina un sistema de
ecuaciones hiperbdlicas con valores caracteristicos reales. Por otra parte, la consideracion de una

sola presion es una suposicion irreal [110].
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3.2.1.3 Ecuacion de conservacion de energia

0 10
7t (axprUy) + e (axprUyviA)

da, PO . . , . 3.5
= _PW - ZE(“RURA) + Qui + Que — Lighi ()% — L, hj (D (35)

+ @,

3.2.1.4 Condiciones de frontera e iniciales

Para resolver las ecuaciones de conservacidn se necesitan condiciones de frontera (ademas de otras
ecuaciones de cerradura). Las condiciones de frontera especifican como el flujo interactla con su
entorno, especificamente con los dispositivos de flujo a la entrada y a la salida y con las paredes
de los ductos [106]. En esta tesis se ha considerado que se conoce el flujo masico a la entrada de la
tuberia y la presion a la salida de la tuberia, tal como lo hace Mousseau [111]. Se pueden hacer
algunas adaptaciones para considerar lo contrario, solo se debe seguir la metodologia planteada

mas adelante.

Adicionalmente se debe mencionar que cuando el fluido se encuentra en la region monofasica, la
fase no existente debe ser considerada con una velocidad igual a la de la fase existente. Esto puede
ayudar a evitar fallas. Por otra parte, pareciera tener sentido que si se pasa de flujo monofasico a
mezcla bifésica, justo en ese momento la fase que aparece deberia de aparecer a la velocidad de la

fase originalmente existente.

Las condiciones iniciales especifican cémo el experimento o el flujo multifasico comienzan [106].
En este trabajo, las condiciones iniciales son establecidas a los mismos valores que los pardmetros

a la entrada.

3.2.2 Mapas de patrones de flujo bifasico

Los patrones de flujo, o también llamados regimenes de flujo, se usan para describir la geometria

interfacial de un flujo bifasico [17]. Debido a ello, cada patron de flujo tiene su estructura interna

47



CAPITULO 3. MODELO TERMOHIDRAULICO DEL FLUJO BIFASICO DRYOUT

y su mecanismo de transferencia. La correcta evaluacion de estos pardmetros depende de la
definicion del patron de flujo, ya que el patron de flujo indica como las distribuciones de las fases
afectan la naturaleza fisica del sistema [100]. De esta manera, el conocimiento del patron de flujo
es un necesario para seleccionar la ecuacion de cerradura apropiada para aquellos parametros que
dependen del PF, por ejemplo, el coeficiente de transferencia calor en la pared y la friccion (pared
e interfacial) [112].

Lo anterior lleva a la necesidad de usar mapas de patrones de flujo y desarrollar ecuaciones
constitutivas, para transferencias en las interfaces pared-fluido y fluido-fluido, dependientes del
patron de flujo [113]. Un mapa de patrones de flujo es una herramienta que indica la distribucion
visible o estructura de la fase dentro del tubo y que a su vez es especifico para cada fluido de trabajo

(aunque puede adaptarse en ciertos casos) [100].

Los PF deben determinarse tanto en los volimenes de control como en las uniones. Los patrones
de flujo en los volimenes de control, condicionan las ecuaciones de cerraduras incorporadas en las
ecuaciones de conservacion de masa y energia (transferencia de calor interfacial). Mientras que los
patrones de flujo en las uniones, condicionan las ecuaciones de cerradura para las ecuaciones de
suma y resta de momentum (friccidn en la pared y friccién en la interfase). Méas adelante se explica

un poco més acerca de los VC y las uniones de los VC en la tuberia (ver Figura 3.4).

El mapa de patrones de flujo empleado aqui es el utilizado por RELAP5 para flujo horizontal
[17,104,107,114] y usa parametros caracteristicos, tales como a, y vy. Por otra parte, otro mapa
de patrones de flujo que se usa de referencia es el de Elsafi [85], aunque simplemente para ver si
bajo las condiciones de operacion manejadas la prediccion del PF dryout es correcta (ver Figura
5.5).

3.2.2.1 Mapa de patrones de flujo del simulador RELAP5

El mapa de patrones de flujo de RELAPS se basa en dos tipos de mallas, la primer malla se toma
en cuenta para las variables escalares (basado en los VC); mientras que el segunda malla se emplea

para las variables vectoriales (uniones entre un VC a otro).
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Volumenes de control

El mapa de patrones de flujo en los volumenes de control en una tuberia horizontal es el que utiliza
RELAPS para flujo horizontal y casi horizontal (+45°). Los patrones de flujo que se incluyen son:
burbuja, slug, estratificado liso, anular-niebla y niebla pre-CHF. Ademas incluye las transiciones

entre burbuja y slug, slug a anular niebla, entre otras.
Uniones

Por otra parte, el mismo mapa de patrones de flujo se usa en las uniones, con la diferencia de que
la fraccion de vacio de referencia, es una fraccion de vacio que toma en cuenta los valores donados.
El mapa de patrones de flujo en la union, se basa en variables de los volumenes de control y de las

uniones.

Criterio para flujo estratificado (dryout)

En esta tesis se supone que el PF dryout muestra una geometria compatible con el estratificado
(Figura 3.3). De esta manera, el criterio para determinar el PF dryout toma en parte el criterio de
Taitel y Dukler [115] modificado por RELAP5S (para flujos estratificados). Cabe decir que este
mapa de Taitel y Dukler [115] es adiabético y para una mezcla de agua-aire.

|vg - vfl < Verie (3-6)

donde la velocidad critica (v,,..) es obtenida con la Ec. (3.7).

(pf - pg)gagA

kg
Gy, <3000 —— 3.7
pgDqisENO para tm m?s 37

1
Verie = 2 (1—cos®)

Las condiciones para otros PF se pueden encontrar en los manuales de RELAPS [105,109].

3.2.2.2 Mapa de patrones de flujo de Elsafi

Como una manera de verificar los PF obtenidos en esta tesis, se ha implementado el mapa de
patrones de flujo de Elsafi [85], el cual es una adaptacion para la GDV del mapa de patrones de

flujo de Wojtan et al. [116-118]. La novedad del mapa de patrones de flujo de Elsafi es que
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considera calentamiento de la tuberia y fue aplicado en la GDV en un CCP. Las ecuaciones

necesarias para las curvas de transicion entre los patrones de flujo se presentan en las Ecs.(3.8)—
(3.12).

1/3
_ 226.32gArpAZnpg(pr — Py )iy (3.8)
hst 7r3x2(1 — x)
[ 1/2 (3.9)
1694350, iP7p) m’  Fr
Gwavy = s 2 Ft1)+1
2 \25[, Wey
2,2 |1 — (ZI}D -1)
(3.10)

1 0.58 -0 0.37
Gdr)’out {0 235 [11’1( >+052]( ) [gDa.ipg(pf_pg)]
-0.25 ;N\ —0.7)0:926
) ()
Py Derie
—-0.38
1 0.61 0.15 (3.11)
Gnist = {m [ln( ) + 0. 52] < ) [9Da,ipg(Pf = Pg)]
-0.09 1\ —0.27)0:943
) ()
Py Qerit

p -1/1.75 i -1/7 -
Xig = 0.341/0'875 <—g) <—f> +1
Pr Kg

Las Ecs. (3.13)—(3.18) permiten calcular los demés pardmetros necesarios para las curvas de
transicion de los PF.

(3.12)

(3.13)
o= 2n =21+ (3 ) [ 2+ (1) )
1 .
~ 505 (1= ag)ag[1 - 2(1 — )] [1 + 4(1 - a)" + af]
2m—0
Ifp = 0.5 [1 — cos (%)] (3.14)
4A %4 (3.15)
A =zt A= Dg{.
G*b G*Da 3.16
Wef = _‘“’ Weg = at ( )
PrOt PgOt
F G* F G* (3.17)
Ty =——; r, =
! pjzrgDai ! pg(pf_pg)gDaz
Qirie = 0.131p55hy[g(ps — Py)o't]ozs (3.18)
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3.2.3 Angulo de secado y espesor de pelicula del PF dryout

El &ngulo estratificado considerado en la Figura 3.3 difiere del &ngulo seco de los PF dryout,
estratificado ondulado y anular. El angulo estratificado no considera la configuracién geométrica
de dichos PF. Por lo tanto, para poder considerar dicha configuracion geométrica se considera el

modelo presentado en la Figura 3.2.

21"“.' i

Figura 3.2. Modelo geométrico para el espesor de la pelicula (§) y angulo de secado (64,,) para los patrones de flujo
anular (izquierda); y dryout o estratificado ondulado (derecha).

Para el calculo del espesor de la pelicula del liquido en el PF anular se aplica la Ec. (3.19).

6 =ra(1- Jfaf) (3.19)

Mientras que para los PF estratificado ondulado y dryout se emplea la Ec. (3.20). Esta tltima
ecuacion se obtuvo realizando la integral doble en coordenadas polares del espesor de pelicula y
resolviendo la ecuacion resultante para . La ecuacion obtenida es equivalente a la ecuacion
publicada por Thome et al. [119]. La Ec. (3.20) también se puede aplicar para el PF anular, ya que

seria un caso particular del angulo de secado (64,, = 0), donde dicha ecuacion se reduce a la Ec.

(3.19).
L [, (3.20)
R G i .

Para la determinacién del angulo de secado se utiliza la Tabla 3.1.

51



CAPITULO 3. MODELO TERMOHIDRAULICO DEL FLUJO BIFASICO DRYOUT

Tabla 3.1. Definiciones de los angulos de secado para diferentes PF [85,117].

Patrén de flujo Abreviacién Valor del angulo de secado
Estratificado liso HST Oary = Onst
Burbuja, slug, intermitente y anular | BBY, SLG, INT, ANM Oary =0
Slug + estratificado ondulado SLG/SW x Guwany — G 0.61
Oury = () (—) 9
ay X4 Gwavy - Ghst hst
Estratificado ondulado SW Guavy — G 061
Oury = | ————— 0
ay <Gwa1iy - Ghst> st
Dryout DRY 2m—6; i
edry = 70’(35 - xdi) + edry
Xde — Xai
Niebla MPR Oary = 2m

64y €s el angulo de secado del patron de flujo anterior al primer VC donde aparece el PF dryout.

Una vez determinado el &ngulo de secado mediante la Tabla 3.1, el &ngulo de mojado (0,,.;) se

determina mediante la Ec. (3.21).

Ower = 210 — Ogry (3.21)

Para el caso del PF dryout, las calidades a las cuales aparece y desaparece este PF se determinan
con la Ec. (3.22) y la Ec. (3.23), respectivamente. Mientras que los parametros involucrados se

definieron en la Seccién 3.2.2.2.

p 0.25 q,, 0.7 (3.22)
xg; = 0.58EXP |0.52 — 0.235We07 Fr237 (—g) <—> l
g g "
pf Acrit
) —-0.09 q,, 0.27 (3.23)
Xge = 0.61EXP |0.57 — 5.8 x 1073 WeJ38Fr)1> <—g> < . )
Pr Aerit

3.2.4 Ecuaciones constitutivas

Los modelos constitutivos representan la respuesta intrinseca del material (fases), es decir, sus
interacciones consigo mismas y con la otra fase [17,106]. Estos modelos ayudan a cerrar el sistema
de ecuaciones obtenido con el fin de poder resolverlo. Debido al promediado de las ecuaciones de
conservacion originales, hay una pérdida de informacién asi como un surgimiento de términos
adicionales. Lo anterior genera que el sistema de ecuaciones tenga mas incognitas que ecuaciones,
por lo cual no puede ser resuelto. Lo anterior se soluciona agregando ecuaciones de cerradura [120].
Tales modelos pueden clasificarse en ecuaciones mecanicas 0 ecuaciones energéticas. Se ha
comprobado que estos modelos tienen un impacto significativo en los resultados de la simulacién

e incluso una ecuacién constitutiva puede afectar al método de solucidn, técnica de solucion, la
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estabilidad, exactitud y en ocasiones puede mejorar la velocidad de computo [106,120]. A
continuacion, se presentan las condiciones de cerradura necesarios para resolver las ecuaciones de
conservacion para ambas fases. Por el momento se han adaptado las ecuaciones de cerradura del

flujo estratificado ondulado al flujo dryout para la ecuacion de momentum.
3.2.4.1 Ecuaciones constitutivas mecanicas

Dos aspectos mecanicos son involucrados en el presente estudio, la fuerza de friccion en la pared

y la fuerza de friccion en la interfase.
Friccion en la pared

La fuerza de friccion en la pared o también llamada arrastre en la pared es determinada por el
método de multiplicacion de friccidn bifasico HTFS [104]. Dependiendo del patron de flujo, podria
ser mas conveniente otro enfoque, como lo discute Lee et al. [121] para flujos dispersos. Una de
las maneras més sencillas de obtener los esfuerzos cortantes por friccion en la pared, para cada una

de las fases, es el enfoque del factor de friccion monofasico (Ec. (3.24)).

1
Trw = Efkpkvi (3.24)

donde el factor de friccion pared-fluido f; puede ser obtenido mediante la ecuacion de Blasius
[122].

fk = CkRek_nk

c _{ 16 para Re, < 2300
k= 10.046 para Re, > 2300

(3.25)
{1 para Re, < 2300
nk =

0.2 para Re, > 2300

PiVi Dy

Re;, =
k Uy

53



CAPITULO 3. MODELO TERMOHIDRAULICO DEL FLUJO BIFASICO DRYOUT

4A
Py
D = 4-Ag
g .
Pg T Di

Brauner y Maron [123] propusieron que para la mayoria de flujos bifasicos agua-vapor, el
perimetro utilizado para el célculo del didmetro hidraulico para el flujo de vapor, debe ser la suma

de las longitudes de contacto pared-vapor y liquido (pg + p;).

Friccion en la pared de cada fase

1 , 2 , 2. 2
FWwy = m[/lfpf(“f”f) + C\/Agpg(“gvg) A:pr(arvy)

2 AgVq Tgw
e ()
o) AgPgVi agw + Appsvian, ) \ ag

(3.26)
11, 2 ) 2, 2
FWr = 5b Arpr(apvp)” + C | Agpg(agvy) Arps (ayvy)
2 Ar vy Apw
+ Agpg(agy ]( ——
o5 (%%) AgPgViagw + Apppvf ) \ s
Coeficiente de correlacion
C=-2+f£f(G)T(406) (3.27)
donde
G =G|
£(G) =28 -0.3VG (3.28)

(logqo A + 2.5)2

T,(A,G) = EXP |-
1(4,6) 2.4 —G(107%)
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pg ()"
A=9 <_f)
Pr \Hg

donde Ay, es el coeficiente de friccion (ver Ecs. (3.34)-(3.37)), el cual se determina en funcion del

ndmero de Reynolds, Rey, de la fase. Y A’y es el factor de friccion determinado a partir de Rey,.

Donde Re, y Rey, se determinan a partir de las Ecs. (3.29) y (3.30), respectivamente.

A P Vi Dy
Re,, = kPrViDa,i (3.29)
Aewli
a PV Dy ;i
Rej = kPrVkZai (3.30)
Hi

Fraccion de vacio de pelicula de pared

La variable ay,, es la fraccion de vacio contenida en la pelicula de fluido en contacto con la pared.
Y se determina en funcion del angulo de estratificado que se tenga (considerando el flujo
estratificado de la Figura 3.3). Para la fase gaseosa se determinan mediante:

(3.31)

0
a -
9w~ o

Y para la fase liquida

apy =1-— (3.32)
Donde el angulo 6 se calcula en funcion de la fraccion de vacio como se puede ver en la Ec. (3.33).

oy = 6 — senf cos 6 (3.33)

En este trabajo la Ec. (3.33) se resuelve con el método de la biseccion. La referencia [85]

proporciona una ecuacién explicita para el angulo de secado (solo que debido a su consideracion,
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este &ngulo resultara el doble que el de la Ec. (3.33))

21q,i

Figura 3.3. Definicién del angulo de estratificado horizontal o liso (Adaptada de Elsafi [85])*.

Para el caso particular de flujos monofasicos, la fase que no esta presente tendra un valor de cero

y la fase que se presenta tendra un valor de 1.

Coeficientes de friccién en la pared

Por otra parte, el factor de friccion se calcula de las correlaciones para flujo laminar y turbulento
con interpolacion lineal en la region de transicion. EI modelo calcula el factor de friccién usando
principalmente una aproximacion de la correlacién de Colebrook-White (Zigrang y Sylvester en la
referencia [107]).

El modelo de factor de friccion (f) simplemente es un esquema de interpolacion que vincula los

regimenes de flujo laminar (subindice L), transicion (subindice L,T) y turbulento (subindice T).

Laminar (0 < Re < 2200):

64

fi=m (3:34)

4 El 4ngulo 8 que se maneja en las ecuaciones de RELAPS5 es la mitad del angulo definido aqui, es decir, 8 = 9’1“/2.
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Transicion (2200 < Re < 3000) — RELAP (2001):

8250
fL,T = (375 - W) (fT,SOOO - fL,2200) + fL,ZZOO (335)
Turbulento (Re = 3000) de Zigrang-Sylvester (1985):

L, e 251 . e 2125
Th S Be37D, T Re | %810\ D, " Re0? (3.36)

Otra expresion de la ecuacion de Zigrang-Sylvester (1985)° se presenta en la Ec. (3.37).

L e 502 e 502 e 13
Ji %B0l37D,  Re °|37D, Re °°\37D,, Re (3.37)

para0 < &/D <5x 1072y 4 x 103 < Re < 108.

Cabe destacar que debido al rango de validez de las ecuaciones anteriores, es necesario

complementar algunas correlaciones adicionales con el fin de evitar fallos en el cddigo. En este

caso se implementa la correlacion de Buzzelli (2008) 8 para 1077 < &/D <5x1072y3 x 103 <

Re < 3 x 108.
2
1 B; + 2log (R—)
ﬁ =B - 2.18 (3.38)
1 +B_2
donde
0.7741n(Re) — 1.41
1 =
&
1+ 1.32
Da,i
B, = ———Re + 2.51B
27 37D, o e

5 https://html.scirp.org/file/_1-3700691_1.htm
6 https://html.scirp.org/file/_1-3700691_1.htm
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Friccion interfacial

El esfuerzo cortante de arrastre en la interfase esta dada por la Ec. (3.39) [122,124].

1
7, = Efipc|vg — v (v, — vp) (3.39)

donde el factor de friccion interfacial f; puede ser obtenido mediante la ecuacion de Blasius [122]
considerando f; = f; (ver Tabla 3.3).

La friccion interfacial depende del area de contacto entre las dos fases asi como del patrén de flujo
presente. En el caso particular de un flujo monoféasico la friccién interfacial sera cero. En este
trabajo se emplea el método del coeficiente de arrastre en la pared, ya que es aplicable para varios
patrones entre ellos el estratificado, anular y niebla (por mencionar a algunos) [104,107,114], y

asimismo se asume que es valido también para el patrén de flujo dryout.

Las ecuaciones necesarias para el calculo de la fuerza de friccidn interfacial por unidad de volumen,
F1, se presentan en las Ecs. (3.40) y (3.41).

Fig Flf

_ agpg afpf _ Fi (340)
Pm(vg - Uf) “ng“fPf(Ug - Uf)

FI

donde Fi, y F;r son obtenidas por el metodo del coeficiente de arrastre como se muestra en la Ec.
(3.41).

1
Fi=Fyg = Fyf = gpc|vg - Vf|(vg - 1JJ‘)CDagf (3.41)

donde p. es la densidad de la fase continua (ver Tabla 3.2). Para el caso de fases dispersas, esto es
mas sencillo de visualizar, sin embargo para fases separadas no tanto. Para las fases separadas, se
toma la densidad de la fase de mayor velocidad, que normalmente es la del vapor [122]. C, es el

coeficiente de arrastre y a,  es area interfacial por unidad de area. Estos tres parametros dependen

directamente del patron de flujo.
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Tabla 3.2. Densidad de la fase continua para diferentes PF.

PF Pc Referencias
Burbuja pr [104]
Niebla Pg [104]
Estratificado superficies libres Pm [125]
Estratificado liso u ondulado Pg [104,122,126]
Dryout Pg Propuesta en
esta tesis

Coeficiente de friccion empleado para el patron de flujo dryout

En esta tesis se ha tomado que el coeficiente de friccion interfacial para el dryout es igual al
coeficiente de friccion interfacial para el flujo estratificado, cuya ecuacion esta dada por la Ec.
(3.42) [104,107,114], esta correlacién también ha sido considerada por las referencias [100,124].

[ 64
Re; l
Cp = maX|O.3164| (3.42)

lReiO'ZSJ
donde

_ pC|Vg - 17f|Di

Rei
Hg

_ %™Da, (3.43)
Y 9+ send

donde C,; es un factor de rugosidad (C,; = 1). Para efectos practicos, Cp, viene siendo el factor de
friccion interfacial de Darcy, que es 1/4 del factor de Moody. En la Ec. (3.42), D; y Re; son los
mismos que Taitel y Dukler [115] propusieron. En otros trabajos, se asume que f; = f,,, (por
ejemplo, Taitel y Dukler [115]) la cual toma algunas definiciones de Agrawal et al. [127]. Este

ultimo también propone algunas relaciones para los coeficientes de friccion basados en Blasius de
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1913 (consulte referencia en [127]), pero tomando en cuenta el niUmero de Reynolds a la velocidad

local y una nueva definiciéon del didmetro hidraulico. En la Tabla 3.3 se muestran diferentes

correlaciones para el PF estratificado liso, que también se podrian aplicar al PF dryout.

Tabla 3.3. Correlaciones del factor de friccion interfacial.

Autores (afio) Ecuacion Parametros auxiliares Condiciones / Refe-
caracteristicas rencias
Taitel y Dukler fi = C4Re,™™ Cy = 0.046; m Estratificado suave (o | [115,12
(1976) = 0.2 para turbulento para v, > v;) 4]
Cy =16; m = 1 para laminar
44,
Copgth
pg = 6D
p; = Dy ;sen
Ay =azA
re, = Palvs v
Hg
Cheremisinoff y fi =0.0142 N/A Para ondas de [128]
Davis amplitud pequefia
Cheremisinoff y fi . Prvrs (mDZ; Para ondas roll (roll [128]
Davis =0.008 + 2 Res = e <4_51) waves)
X 107°Ref S; = Dsen6
Nota: en el articulo dice U, s en
lugar de vss pero no define quién
es.
Kowalski f = 0.096(Reg+)_0'52 Ret — PgVgsDai Superficies suaves [128]
(1985) 9 Ky
Nota: en el articulo dice U en
lugar de vy pero no define
quién es.
Kowalski fi PgVgDa Superficies onduladas | [128]
(1985) =75 Reg ==
X 10'5af'°'25Re£°'3Rg psVsDy
Ky
Andritsos y fi=1g fq de Taitel y Dukler (1976) Pgo 05 [128]
Hanratty (1987) Vgs <5 (p—)
g
Donde py, es la
densidad del vapor a
la presion atmosférica
Andritsos y fi f, de Taitel y Dukler (1976) <Pgo>0'5 [128]
Hanratty PGS Dy Vgs > 5 | ——
=f, {1+ 15(—) h= > (1 + cosB) Pg
D . - Donde p,, €s la
05 Nota: aunque h no es definido densidadgdel vapor a
NYes (Pg\ 1 directamente, de su modelo I2 presion atmosférica
5 \Pgo fisico y de la Figura 3.3 puede P
rencontrarse la expresion de
arriba
Cohen and fi =0.014 N/A ninguna [124]
Hanratty (1968)
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Las ecuaciones contenidas en la Tabla 3.3, deben de ser sustituidas en la Ec. (2.28) para obtener el

esfuerzo cortante interfacial [124].

1
T = Efipg|vg - vf|(vg - vf) (3.44)

Y en las ecuaciones donde se involucra f; (factor de friccion en la pared), Taitel y Dukler [115]

consideran la Ec. (3.45) [124].

1
T = Efkpglvklvk (3.45)

Coeficiente de Masa Virtual

Este término se considera para flujos dispersos (burbuja o niebla) y es tomado en cuenta como una

fuerza de inercia adicional que las burbujas necesitan para desplazarse sobre el liquido [96].

El término de masa virtual es tomado en cuenta en varios trabajos pero en otros es despreciado, por
ejemplo, el codigo TRACE V5.0 desprecia este término, debido a que no tiene influencia en los
problemas de seguridad de reactores, aunado al hecho que el considerarlos hace méas compleja su

solucion [96].

Tabla 3.4. Ecuaciones para el coeficiente de masa virtual.

Ecuacion Condicion Referencias
o o 1(+2a) 0<a,<s | 9612
M2 (1-ay) 2
_1(3—2%,) 1<a <1 [107]
M2 ay 2 97

3.2.4.2 Ecuaciones constitutivas energéticas

En cuanto a las ecuaciones constitutivas energéticas necesarias, se tienen el término de disipacion,
el coeficiente de transferencia de calor en la pared para el PF dryout y el coeficiente de transferencia
de calor interfacial para el PF dryout. Aunque también se incorporan las correlaciones para
estratificado, anular y vapor sobrecalentado, ya que son necesarias en diferentes condiciones de

operacion cuando la transicion desde o hacia el dryout ocurre.
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Términos de disipacion

El término de disipacion de energia para la fase k, @, es la energia disipada debido a la degradacion
irreversible de la energia cinética a energia interna. Aqui solo se toma en cuenta los efectos de
disipacion debido a la friccion de la pared, pérdidas dinamicas e ineficiencias de la bomba, mientras
que efectos menores tales como arrastre en la interfase y transferencia de masa pueden ser
despreciados [17]. La disipacién de la friccion de la pared se define en las ecuaciones (3.46) y
(3.47).

@, = ayp FWyv5 (3.46)

Transferencia de calor pared-fluido

Los términos Q4 Y Q. f €n las ecuaciones de conservacion de energia de la fase vapor y fase

liquida (Ec. (3.5)), respectivamente, representan los flujos de calor por unidad de volumen
transferido a cada una de las fases. Para los casos en los cuales se tiene flujo monofésico, la
determinacion de Q,,, Y Qu s €s sencilla, ya que todo el flujo de calor se transfiere a la fase presente.
Sin embargo, para la region bifésica, hay diferentes enfoques, dependiendo del modelo matemético
para resolver la termohidraulica del flujo bifasico. Por ejemplo, aun cuando Elsafi [85] considera
un modelo mecanistico del flujo bifasico, no considera como tal ninguno de los tres enfoques de
modelos del flujo bifasico (no obstante, por sus consideraciones se podria afirmar que es un
homogeéneo). Elsafi no determina directamente los términos de flujo de calor volumétricos pero su

modelo matematico muestra que es necesario un CTC por conveccién para cada PF.

Por otra parte, en otros enfoques, Q,,4 Y Qs N0 son determinados en funcién del patrén de flujo
gue se presenta, sino mas bien de acuerdo a cdmo el calor es transferido desde la pared hacia cada
una de las fases. Estas condiciones son llamadas modos de transferencia de calor, y se apegan mas
a la naturaleza fisica de la transferencia de calor en la pared. Asi que, en funciéon del modo de
transferencia de calor que se tenga, se emplea la correlacion para determinar el coeficiente de

transferencia de calor por convecciédn entre la pared y el fluido.
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Tres modos de transferencia de calor son considerados en este trabajo, ebullicion nucleada,
ebullicion de transicion y ebullicion de pelicula, todas ellas saturadas’. En la ebullicion nucleada
se considera que todo el liquido esta en contacto con la pared y por tanto todo el calor es transferido
a la fase liquida (como en el PF anular), hasta un valor de a; = 0.99. Por encima de este valor de
fraccion de vacio se puede considerar PF estratificado ondulado o dryout (en funcion de los

criterios indicados es la Tabla 3.5).

El criterio utilizado para la seleccion de los modos de transferencia de calor se basa en una
adaptacion, hecha en esta tesis, a los modelos de RELAP5 [105,109] y Wu et al. [130]. En resumen

estas correlaciones junto con su criterio o l6gica de seleccion se muestran en la Tabla 3.5.

Tabla 3.5. Correlaciones para el célculo del CTC en funcion de los modos de transferencia de calor en la pared.

Modo Definicion Criterio de seleccion Correlacion Referencias
4 Ebullicion nucleada saturada ay < 0.99 Chen (1966) [105,131-133]
qup < CHF
6 Ebullicién de transicion qnp > CHF Chen- [105]
qrs > qrp Sundaram-
Ozkaynak
(1977)
8 Ebullicion de pelicula saturada qng > CHF Bromley (1948) | [105]
978 < qrs
a, < 0.999
9 Conveccion forzada (vapor ag = 0.999 Dittus- [105]
sobrecalentado) Boelter(1985)

NB=ebullicion nucleada, TB=ebullicién de transicion, FB=ebullicion de pelicula, CHF=Fflujo de calor critico
(calculado siguiendo la metodologia de blsqueda de tabla de Groeneveld [134]).

Las correlaciones para el céalculo de los CTC de la Tabla 3.5 determinan un CTC para cada fase y

la adicion de ellos es el CTC de la mezcla bifasica como se enuncia en la Ec. (3.48).

HZF = ng + wa (3.48)

Sin embargo, Elsafi [85] utiliza un enfoque que difiere del modelo de la Tabla 3.5, ya que €l suma
los CTC de cada fase ponderandolos con el ngulo de contacto de cada fase con la superficie interna

de la tuberia, como se muestra en la Ec (3.49).

 Los modos de transferencia de calor subenfriados no se consideran aqui. Sin embargo, para variaciones transitorias
de las condiciones de operacién, es importante considerarlos.
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_ gdryng + ewetH;w

= 3.49
2F 2m 2n ( )

Por lo tanto, de las Ecs. (3.48) y (3.49) se puede asumir que los modelos planteados en la Tabla 3.5
toman en cuenta, en cierta medida, una ponderacién parecida a la del modelo de Elsafi [85], solo
cambia la manera en como se determinan los angulos de secado y mojado. Es decir, en este trabajo
se usan los modelos de la Tabla 3.5 y los &ngulos de secado y mojado dados en la Seccién 3.2.3.

Transferencia de calor interfacial

Como puede verse en algunos mapas de PF, el PF dryout puede surgir después del flujo anular o
del estratificado ondulado [85], por esta razén es dificil modelar solo el PF dryout, aun cuando se
establezcan las condiciones en las cuales se garantice la presencia del dryout. Esto se debe a que
para los modelos termohidraulicos, los cambios debido al estado transitorio son muy notorios, asi
que el hecho de establecer que se presentara un solo PF no es tan viable. Por lo anterior, en este
trabajo se consideran los otros PF para poder transitar desde ellos al PF dryout, y a su vez, ampliar
el rango de operacién del cédigo incluyendo otros PF y no restringiendo solo al dryout. Los flujos
de calor en la interfase fluido-fluido se modelan usando la ley de enfriamiento de Newton [17]. Sin
embargo, en este trabajo se considera equilibrio térmico por lo que el flujo de calor interfacial es
cero, pero para evitar problemas en el codigo, es necesario asignarle a los coeficientes de
transferencia de calor interfaciales los valores de la Tabla 3.6.

Tabla 3.6. Coeficientes de transferencia de calor interfacial.

Region H;; (W/m?K) H;;(W/m>K)
Bifasica cerca del 1010 1013
dryout
Vapor sobrecalentado 0 1012

3.2.4.3 Ecuaciones constitutivas de transferencia de masa

En este caso no se incorporan ni fuentes ni sumideros de masa, asi que toda la masa que se genera

es debido al cambio de fase. Lo que lleva a la Ec. (3.2).

A su vez el modelo de masa interfacial asume que la transferencia de masa puede ser particionada

en dos partes, una en la interfase y otra en la pared.
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[Hig(TS = T,) + Hyp (TS — T;)] (3.50)
9=~ W — I + Iy
9~ f
donde [111]:
B = h; paraly >0 (3.51)
97 | hgparaly <0
(3.52)

Y la transferencia de masa en la pared esta dada por las Ecs. (3.62) y (3.63), para evaporacion [40]

y para condensacion, respectivamente.

r, = qrAw Mul (3.53)
%4 [max (hf, - h/f, 104 %g)]
no a5 Ay (3.54)
" 1% [max (h — h?, 104 L)]
9 1’ kg
donde Mul es un multiplicador definido con la Ec. (3.55).
(3.55)

hf — her
Mul = p
(R = he)(1 +6)

. _ Prlh — min(hy , h7)]

Pglirg
;at _ St’CPf
0.0065
= <
her N'C,, para Pe < 70000
sat __
f 455
o' = Nu'
" Pe
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IID
Nu' = i
ky
G.DC.
pe =21
ky

Y finalmente, el término g es el flujo de calor en la pared por unidad de area.

3.2.4.4 Relaciones constitutivas de estado

Las relaciones constitutivas de estado o simplemente ecuaciones de estado, especifican el estado
termodinamico de las fases como una funcion de esas variables de estado que las determinan. Para
las propiedades de cada fase se usan las tablas de agua/vapor obtenidas por el software EES. Las
propiedades necesarias para resolver el modelo matematico son: temperatura Ty, entalpia hy,
densidad p,4, volumen especifico v, coeficiente de expansion volumétrica g, calor especifico a

presion constante C

»g» calor especifico a volumen constante C,,, factor de compresibilidad

isotérmica kg, viscosidad dinamica u, y conductividad térmica A,. Las tablas de vapor fueron

obtenidas con el software EES, el cual usa las formulaciones IAPWS. Lo mismo para la fase

liquida.

Por otra parte, las relaciones de estado utilizadas aqui para la linealizacion de la densidad y
temperatura se muestran en las Ecs. (3.56)-(3.61) (para la fase k) [109].

aPk) —Vi B
— ) = (3.56)
<6Uk P (Cpk - VkﬁkP)VIE
(ai) 3 1 (3.57)
aUk P Cpk - vkﬁkp
<aﬁ> _ CorVieky — Tivie B (3.58)
P Jy, (Cpk - kakP)VE
(6&) = (Pviie — TyvieBi) (3.59)
6P Uy Cpk - Vkﬁkp
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De manera particular la derivada parcial de la temperatura de saturacion respecto a la presion esta
dada por la Ec. (3.60).

ars  T(vg —v7) (3.60)

oP ~  hy—hs

Mientras que (g%) = 0, ya que la temperatura de saturacion solo depende de la presion.
k/ p

Todos los parametros empleados en las Ecs. (3.56)-(3.60) pueden ser obtenidos mediante las tablas
termodindmicas, excepto el factor k; (compresibilidad isotérmica) que se obtiene mediante la

relacion de Mayer [135] para cualquier sustancia como se muestra en la Ec. (3.61).

vT B? (3.61)
Cpk - Cvk

K =

donde las unidades de k; son {1/Pa}.

3.3 SOLUCION POR EL METODO DE DIFERENCIAS FINITAS

Para poder discretizar las ecuaciones de conservacion presentadas en la Seccion 3.2.1, se deben
hacer adecuaciones a las mismas. Estas adecuaciones se describen en el Apéndice (Seccion 9.5).
Las ecuaciones resultantes de estas adecuaciones son las que se discretizan. Las cuales
corresponden a las ecuaciones de suma y resta de conservacion de masa ((9.70) y (9.71)), de suma
y resta de conservacion de momentum ((9.72) y (9.74)), y las ecuaciones de conservacion de
energia expandidas ((9.79) y (9.81)) para las fases gaseosa y liquida, respectivamente.

3.3.1 Discretizacion

Para la discretizacion de las Ecs. (9.70), (9.71), (9.72), (9.74), (9.79) y (9.81), se emplea la técnica
numérica de diferencias finitas con un esquema semi-implicito en el tiempo, siguiendo la
metodologia de RELAPS. Esta metodologia ha mostrado ser estable y convergente [17]. Ademas,

se incorpora una malla desfasada para la ecuacidn de conservacion de momentum, introduciendo
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el uso de celdas donantes para las variables vectoriales o de flujo (por ejemplo, la velocidad),
ademas que afiade los términos de viscosidades artificiales. En la Figura 3.4 se muestra la malla
que se considera para las ecuaciones de conservacion de masa y energia, mientras que en esa misma
imagen se puede apreciar una malla desfasada, la cual se emplea para la ecuacién de conservacion
de momentum. En general, las variables escalares se calculan en los centros de los volumenes de

control (VC), mientras que las variables vectoriales se calculan en las uniones entre VVC.

Ve
g
__‘7}{ Q\L‘
)(—-.——x—.L—1——)é——.——%——.——X——‘———)&—.——%{——.——X—-
- L
-1 J j+1
AX AXj

Figura 3.4. Malla numérica centrada y malla desfasada para el modelo termohidraulico.

Para las discretizaciones temporales y espaciales de las variables en los centros de los VC (presion,
densidad y energia interna especifica) se emplean los esquemas de las Ecs. (3.62) y (3.63),

respectivamente.

% _ (Z)Irclzl - gol?,L (3 62)

at At '
i _ Picje1 — Piy (3.63)
ax Ax

Mientras que para las velocidades se usan las Ecs. (3.64) y (3.65).

n+1 n
vy Vi — Vg

3.64
at At (3.64)
ovi _ (vp)" = (vhues)’ (3.65)
ox B Ax]
Nota: ¢y ;11 Y @i ; son variables donadas, las cuales se obtienen mediante la Ec. (3.66).
= 1]y] (3.66)
Q; = E(QDL_l +¢) + ET((pL_l ) parav; # 0

J

Los términos de viscosidad artificial surgen debido a que los términos de flujo de momentum usan
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una diferencia centrada sobre el cuadrado de la velocidad [17].

Con la finalidad de sintetizar la informacion, en la siguiente seccion solo se presentan las formas

finales de esta discretizacion.

3.3.2 Metodologia de solucion

Una vez hechas las discretizaciones, simplificaciones y agrupaciones de los términos semejantes,
se obtienen dos sistemas matriciales, uno que resuelve las dos ecuaciones de conservacion de masa
y las dos ecuaciones de conservacion de energia, y otro sistema matricial que resuelva las dos
ecuaciones de conservacion de momentum. Las variables a resolver son: U} %, ~}f[1, agrty Pt
para el primer sistema matricial. Mientras que vgjl y v}f}‘l se determinan en el segundo sistema
matricial. Las demas propiedades del vapor se determinan directamente de las tablas

termodinamicas del agua y del vapor, a partir de P**1y UP*1,

3.3.2.1 Obtencion de los sistemas matriciales

El primer sistema matricial queda de la siguiente manera:

Ay Azp Azs Apul||UF—UR,

ffn+1
|A1,1 Ay Ay A1,4‘ [U;Z - U;L]
Asy Aszp; Azs Az,

~n+l _

n
Qg,L g.L

lA4‘1 A4_‘2 A4‘3 A4_‘4_J|_ PZL+1 _ PZL J (367)
B,1 [9i [97] fit [f]
B,| , |92 93 fz 7
- B; + gg !;l-]'-il + jZ) v‘g’-}-l + le v;l;'&l + f:Z v}l;l
Bil g1l gz Ll Lz
O escrito de forma compacta:
[A][X] = [B] + [gl]v;‘,*il + [gzlvgjl + [fl]v}l7+11 + [fz]v;l,}rl (3.68)

Donde los coeficientes quedan definidos como

apy\" hey T, \"
Ay = {an,L [ oL <_g> + Pn,L] — Hfj <ﬁ —9) At{AV
srret\ay, ), 0 WE\ny — hyJ\oU, ),
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gl aTy\"
f
Ay, =—HE, <L> (-) AVAt
TE\h —ht)\OUr )

Az = (pg UM + P1)AV
dpg\" heL TS "
A, = {agLUn <6P> +H[;L<th_ P
*M s n
+Hw(7f“w>[<” <”f)] }
hg L - h a L
et aT,
Ay = HY (22 ) (=2 ) avae
gl (h*” — h*”) (aug .,

g,L

apf h*'ﬁ o, \"
g L

Ay = —(p}fLU}fL + PL“)AV
apf> ( he't )[ aTs\"  (aT,
A = {a Ut ( — H! o ( > At
2 op WE\nyt —nit )|\ 0P oP
hy aTs\" [aT,
n 2
m<h;;_h*n>[< (22 o
ap,\"
Az = [a}?,L <_g> — Hjj L( o *n) ) At] AV
ou,), O\l —h

)
. (9Pr)" oTy
Aw—‘[“m(@) * m( )(auf ol
L g

Az = (PZ,L + P?,L)AV
ap.\" dp
_ | (Z2F9) _ n f
o= (5~ () |
2 a0 " (0T, [ (97° SN CIAN AVA
=) e (a_P) ap ) | T i (6_P> P t

gL
a n
A4'1 = (Z;L (%) AV
9/
apf "
A4'2 = (Z;l'L (ﬁ) AV
L

Ays = (piL—p}L)AV
dp dp
n g n f
= e (), e (57) Jo
K o 1+¢
n f.L sn L‘L !
h= { .. (th - h?il‘) (TL L) "7 <th - h;:?) (T - L) * [( 2 )th (

+QngL+ cbg_L} AVAt
hyy R 1+e 1-¢
= o o -5
WE\h = hyy T\ — het r 2 ) 2
+Qns, + q:;{L} AVAt

2
By =i\ s | (Ml (T2 = Tga) + Hp o (T7" = TfL)] + 200, AVAE
hg,L hf L
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B, =0

Gt = —dg,ju(ﬁg,jﬂl'];jﬂ + PZl)Aj+1At
Gi=0

G = _dér;l,j+1p2,j+1Aj+1At

Gy = —d£j+1ﬁ3,j+1Aj+1Af

Gf = ag; (65,05, + P )A;At

G2=0

G5 = dg;pg,A;t

Gi = dg;pg ANt

Fl=0

le = _dﬁj+1(p2j+1uﬁj+1 + PL")A]-HAt
F3 = Ci‘}l,j+1/5}1,]'+1A]'+1A1-L

F41 = _d}l,j+1p]r‘l,j+1Aj+1At

F2=0

F} = af;(p};UF; + PI')AjAt

F} = —af;p}jA;At

Fif = ag;pf jAjht

Aqui todos los términos matriciales y vectoriales contienen valores conocidos, como puede notarse,

ya que son parametros del tiempo anterior. Asi que el conjunto de ecuaciones que se ha construido

tienen las siguientes incognitas: U7t t, UFFY, agit, PPYY vptdy vgtt v b y vf

Una vez que se ha construido la Ec. (3.67), se puede notar que tanto la energia interna como la
presidn, dependen de las incdgnitas de las velocidades en el tiempo nuevo de dos nodos adyacentes,
es decir, dependen de v;}il y v;jl, y viceversa. Es por ello, que la manera en que se resuelven
estas ecuaciones es independizando la presién de la energia interna especifica de cada fase y la
fraccion de vacio en el tiempo actual. De esta manera se obtiene una ecuacion en el que la presion
solo depende de las velocidades de las fases. Este procedimiento es directo y se detalla a

continuacion.

Multiplicando la Ec. (3.67) por la inversa de la matriz [A], es decir, multiplicandola por [4]~1 se

tiene
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[A1,1 A, Ay 141,4__1
|A21 Azz Azz Azs

(3.69)
B,7 [9i 'gf] [ fi

g B, +Ig%|vn+_1 g§| n+1+|f21| n+1 |f22|

+ v +1
By [g%J N g%J
Bl g g2

(3 lf31 Jvf.j+1 + f2 J”}l.j
donde es notorio que soélo la Gltima fila® de [A]~?, es decir, [4];} es suficiente para obtener una

fi fé

ecuacion para la presion que solo dependa de las velocidades, como sigue (de manera simplificada):

PP*Y = PP+ [ALH{(B + [61 vl + [G2vlst + [FHupily + [F2vp) (3.70)

De la misma manera se pueden obtener las ecuaciones para U}'7, U}f{ly dgil.

)
Ugi" = Ugs + [AIH{IB] + (G lvg 3y + [G*Jug " + [FHvfis + [F2Jvf ) 3.71)
Opit = Up, + [AIHIB] + [6'1vg 1y + [6*1vg 1t + [FUIvpfl + [F2Ivpf ) (3.72)
agtt = ag, + [AISHIB] + [6 vy iy + [6*vg it + [FHIvpfhy + [FPlvpf) 3.73)

donde las ecuaciones de (3.70)—(3.73) solo dependen de las velocidades y otros pardmetros
conocidos del tiempo anterior. A continuacion, se detalla el procedimiento para el calculo de las

velocidades a partir de las ecuaciones de suma y resta de momentum. En forma matricial tenemos:

cl, ¢l [p! EJ
[ ;' ,H “i;il] = [ 1,.] (P = PID) +[ 1]-] (3.74)
C2,1 Cz,z Vrj D, E,

donde

Ci1 = [agjpg (1 + FWj5At) + I At]Az
Cr2 = [afip}; (1 + FWFAL) — I At]Az

1
C2,1 = [1 + (FWgr’lj — + p;}l_jFIjn> At] AZ}-
%g,iPg.i

1
Cyp = [—1 + (FWfT,lj +——t p:,ll_jFIjn) At] Az;
fifri
D, = —At

8 El subindice "4,:” en A~ indica que tenemos un vector que corresponde a la fila 4 de la matriz y abarca todas las
columnas que la componen (en este caso, 4). Algo similar se debe tener en cuenta para la ecuacion de la presion.
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_ _Pf, ngAt
pgjpr

1 1
Ey = (ag,p5,87)vg,; + (af07., 182 )vf j — = é5,iP5 5 [(”EL)Z - (UﬁL—l)Z] At — a7 ;p7 j [("F.L)z - (”?.L—l)z] At

1
+3 [(dnjﬁgj)VISG}l + (af ;07 ;)VISF} At

ngyj 2 LariPFir, o2 n )2
E, = (v, — v};)Az — [( gL) (1) ]At + Ea}lr J [(vf.L) — (V1) ]At
+ 1 [( g1pg J)VISGn _ < f]pf])VISFn] At — @meJVIJnAZJ'At
2 ;Jpgj af J'Dfl g.jpg.ja}l.jp}l‘.j

En las ecuaciones anteriores se ha eliminado el término de fuerzas de cuerpo (gravedad) por ser

una tuberia horizontal.

La ecuacion anterior relaciona las velocidades de las fases (en el nodo j) con la presion de dos
nodos adyacentes, andlogamente se puede obtener una expresion para las velocidades en el nodo

j + 1 como sigue:

j+1 j+1 +1 +1 j+1
G G [vg,-+1]=[u ! ] Pl = PL"“)+[E1]. ] (3.75)
A 4 E}*
Las Ecs. (3.74) y (3.75) pueden expresarse de forma més compacta:
vn+1
612 = dere — ey + [5) 676)
P

n+1
(6ol [0 = et = £+ + [51]
f}+1

(3.77)

Para las matrices de los coeficientes C;, 4, D41 Y Ej41, Se obtienen de la misma manera que C;, D;

y Ej, con la diferencia de que los términos estan desfasados en direccion axial.

Si se despejan los vectores de velocidades de las Ecs. (3.76) y (3.77) se pueden obtener expresiones

explicitas para vy £}, vy 1y, vf Tty vff?, las cuales son las siguientes:

vpit =[G, (D1 — Py + [E]) (3.78)
vt =[G, (D1t — Pty + [} (3.79)
vpit = (Gl (D] B = P + [Epa]) (3.80)
optly = (Gl {[Dja PR = PEYD) + [Ea]) (3.81)
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Ahora se sustituyen las Ecs. (3.78)-(3.81) en la Ec. (3.70) para obtener una sola expresion explicita
para la presion, y después de agrupar términos semejantes se tiene:

aw  PIY + ap  PLY + ag PIYT = By, (3.82)
donde los coeficientes quedan definidos como se muestran a continuacion:

aw, = [AH{[62[6], ]+ FA[G],, D]}
apy = 1+ [ALHIG[Gal, (D] = [63G] (D] + P[], (D] = FAI[G], D)1}

2 (3.83)
AgL = _[A]Z,:l {[Gll[cj+1]11[DJ+1] +[F? [ J+1] [ j+1]}
By = PP+ [A1 {[B] + [611[Caa] [Epaa] + [621[G], [Ef] + [F][ j+1];f[E,-+1] + P[], [E1}
Escribiendo de forma mas compacta se tiene:
Ay, = [A]Z,}[GZ|F2][Cj]_1[Dj]
ap, = 1+ [AIH{I6HF[Caa] " [Dyaa] - 1621F21[6] " [D)]) Gen

a5 = —[AIHG F[Craa]  [Dja]
By = P+ [ {[B] + [G*IFH1[Cia] " [Bjia] + [621F21[)] T [B]}

donde las matrices [G1|F'] y [G?|F?] son matrices aumentadas.

Se puede notar que la ecuacion obtenida para la presion (Ec. (3.82)) forma un sistema tridiagonal,
el cual se resuelve de manera directa usando el Algoritmo de Thomas (0 mejor conocido como
TDMA). Y de esta manera obtener todo el perfil longitudinal de presion en el tiempo nuevo.
Dependiendo de las condiciones de frontera consideradas, los valores de los coeficientes en el
primer volumen de control y el dltimo volumen de control, tendrdn un valor diferente. A
continuacidn, se escriben las condiciones de frontera para el caso en el cual las velocidades de las

fases son conocidas en la entrada, y la presion es conocida a la salida (P,,,;):
Frontera Oeste

ay,=0
ap; =1+ [A]Z,:I[Gl|F1] [C.]7[D,]
apy = —[Al3! G FH[C ] [Dy]
Bpy = Pl + [Al3}[B] + [Al5 [GH[FHILCL ] [EA] + (A7 [G?lvgst + [AlL  [F?vfst

(3.85)

Frontera Este
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awnx = [AlZHIG?|F?][Cyx—1]" [Dyx-11}
apnx = 1+ [Al;H2[GY|F*][Cyx]  [Dnx] — [G?|F?][Cyx—1][Dyx-11}
agny =0 (3.86)
Bpnx = Pix + [AlgH[B] + [GYF*][Cyx][Enx] + [G?|F?][Cnx—1]"[Enx—1]
+ 2[61|F1][CNX] [Dyx)Pouc}
Una vez que se ha obtenido todo el perfil de presiones en el tiempo nuevo, es decir, P/**1, se pueden

resolver las Ecs. (3.78)-(3.81) para hallar los valores correspondientes de velocidades de las fases

TL+1 TL+1 n+1 n+1
Vgj+v Vg o VRjs1 Y VP ).

Cuando ya se conocen la presion y las velocidades, se determinan los valores de U, ;Zl, ”Zfly dg“[l

de las Ecs. (3.71)-(3.73), respectivamente. Sin embargo, los valores de estas variables son
provisionales en el tiempo nuevo y no representan los valores finales para estas variables. Para

encontrar sus valores correctos, se sigue la metodologia que se explica a continuacion.

Se determina la generacion de masa en el tiempo nuevo. La Ec. (3.87) muestra la forma discretizada

de la ecuacion de generacion de masa:

[ng TP = T + HE (TP = TR o (3.87)
w,L

*N *N
o —hn

rn+l _
i

donde 75"+, Ty T/ se calculan con las Ecs. (3.88)—(3.90).

_ aTS\" 3.88
TLs,n+1 — TLs,n + <aP )L (PLn+1 _ PLn) ( )

- arT, aT,\" , 3.89
Tt =Tow + ( )( PL")+(6U) (051" = Ug.) o)

aT, (3.90)
Tn+1 — Tfr,lL + <a_1§) (PZL+1 PZL) + < ) ( n+1 U]ZfL)
L

donde U+, UFf'y P[**" ya han sido determinadas.

Una vez hecho lo anterior, se emplean las ecuaciones diferenciales de conservacion de masa
(también llamadas suma y diferencia de densidad) y energia de cada fase, en la forma conservativa

(o forma no expandida), para obtener las variables finales de Uy 1", UFf 'y aji™.

Calculando (agpg)zﬂ y (afpf):H de manera explicita con las Ecs. (3.93) y (3.94).
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Ecuacion no expandida de densidad del vapor
(ag0g)" " = (agpy) | AV + (211 AT w102 LA VLA A = T AV A
®gPg), gPg), Qg,j+1 Pgj+1Vg,j+14 dg.j Pg.iVg, =gl
Ecuacion no expandida de densidad del liquido
n+1 n . . ~
[Capop), " = Capop), | AV + (s 07 juavffiadion — afy 07 vF S 4))A = ~ I AVAe

Tomando (3.91) y (3.92) se tiene lo siguiente:

(“gpg)ml = (%pg);1 + g5 ae = ( tgjs1 Py jr1Vg,i1djer — dgj Py Vg A )

n+1 n ~ . N
(arpr), = (arps), = IG5 At = (@ j1 PF jea Vi Ajen — 6F 7 jVF T4 )

Ahora bien, se toma la ecuacion no expandida de energia del vapor para calcular (agngg)L

(3.91)

(3.92)

(3.93)

(3.94)

n+1

p .- n+1 .
para después dividir este resultado entre (“gpg)L , y de esa manera obtener Uz 7. Lo mismo se

hace para obtener U”Jr1 mediante la ecuacién no expandida de energia del liquido.

Ecuacion no expandida de la energia del vapor

1
[(“gngg):+ — (agpg Ug):] AV
+[ag 41005 j+1Ug 01 + PE )G 1A en — g (05,05 + PL vy Al At
= —Pl'(@gi' —ag,)AV

hg hy "
o () - - () e -
g g

1+e\ ,, '
+[( - )hg'L ( )h T QR + O, L AVAL

Ecuacion no expandida de la energia del liquido

[(“fPfo)T1 - (“fPfo):] AV
+[af 101 (07 o1 U jen + PE)VE T Ajsr — af (A7 UF; + PR A At
- PZL(~n+1 Z;,L)AV
n hj; " Sn+1 1 h* " Sn+1 Tn+1
HLgL <h* —h* ) (T - Tn+ ) + HLfL <h* h*) (T Tf,L )
L

1+e\ ,, 'n
(5 i+ () e r + g + o favae

+

(3.95)

(3.96)
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Despejando (agngg):H y (afprf):+1 de las Ecs. (3.95) y (3.96), respectivamente, se tiene:

1
(“gngg)ZJr = (“gngg)n

At
- [ ]+1(pg1+1 g,j+1 +le) ;7&1A1+1 ;,j(pg,] +P11,l) ;H—lA]AV

_ PLn(a,n+1 _ ag,L)

B PN (3.97)
A NG B M P RUAEE 2D
1+e&\ . 1- ] n n
) () ]FWL+QWgL+¢g_L "
n+1 n . . .
(arpsUy), =(“fPfo) = [@F541(07 j41UF 1 + PRV i Ajn — a7, UF; + P! n+1A]
(an+1_a;]1‘L)
hg n hy "
{HZ;L(hZ; f) T - n+1)+HlfL<h*— f) (T =17 oo

1+e&\ ,, 1 ,n .

Finalmente se calculan las propiedades del vapor a partir de las tablas de propiedades

termodinamicas.

Es de esperarse que para el primer paso de tiempo (At) no se alcance la convergencia temporal, asi

que el procedimiento anterior se realiza iterativamente hasta que las variables primarias no varien

en el tiempo. Y asimismo un criterio para el estado estacionario debe establecerse para detener las

iteraciones y dar por finalizada la corrida del programa.

Como puede notarse, el cddigo debe ser capaz de resolver matrices tridiagonales, asi como calcular

la inversa de la matriz, e incorporar las tablas termodinamicas. Todo esto se establece de manera

general en el diagrama de flujo de la Figura 3.5.
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[glci Obtencién de valores donados n=n+l
y centrados

Pardmetros de control

Ny y At Acoplamiento con el modelo

Ecuaciones de estados y de transferencia de calor para
ecuaciones constitutivas obtener Ty, (1, ¢, 2, t)
Ingresar datos:
* Geometria y propiedades
¥ prop Obtencion de los coeficientes: no

del absorbedor

152 6 2
Datos de sitio, CF, Cl y m. ABg, g G DyE

. convergencia?

Célculo de Ay G 5l

Importacion de las tablas

agua/vapor Imprimir resultados

Obtencién de Ay, Ap, A, vy Bp

Generacion de malla .
Fin

Calculo de P**!

n+1 n+1
Calculo de vy y vp;

Calculo de parametros auxiliares,
obtencidn de las propiedades y

3 ffn+1 fjn+l zn+1
parametros del vapor Cleulo de Ug;~, Ury™, dgy

Determinacién de los Obtencidn de

atrones de flujo n+1 pn+l on+l
P J Uyt U agt

Figura 3.5. Algoritmo de solucion del simulador para obtener los resultados termohidraulicos y térmicos.

3.3.2.2 Criterios de convergencia

El criterio de convergencia utilizado en el codigo para la ecuacion de conservacion de masa es la
comparacion de la densidad de la mezcla calculada con las ecuaciones de conservacion en la forma
no conservativa, con la de la forma conservativa de suma de masa. Otro criterio que se debe
satisfacer para corroborar que el codigo desarrollado esta correctamente implementado son las
ecuaciones de salto o equilibrio en la interfase, la suma de esos términos deben ser cero.
Adicionalmente, se introduce un criterio para establecer cuando el estado estacionario ha sido

alcanzado.

3.3.3 Estabilidad numérica

El modelo matematico implementado es incondicionalmente bien posicionado, lo cual origina que

no existan inestabilidades numeéricas. Lo anterior se debe gracias al uso de mallas desfasadas,
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propiedades donantes, masa virtual y dos presiones (en el PF estratificado, ondulado y dryout).
Ldpez de Bertodano et al. [96] y Ransom [17] han hecho un analisis de las caracteristicas del
modelo implementado en RELAP5/MOD3.3. También algo similar puede verse en el trabajo de
Morales [100]. Para profundizar en el tema de los sistemas bien posicionados se puede consultar

la referencia [106].

3.4 ACOPLAMIENTO DE LOS MODELOS TERMICO Y
TERMOHIDRAULICO

El acoplamiento del MTC con el MTH, se realiza mediante el flujo de calor pared-fluido (producto
del CTC y la diferencia de temperatura entre la pared y el fluido). Para el MTC esto se introduce
mediante la condicion de frontera en la pared interior, mientras que en el MTH se introduce en los
términos de los flujos de calor volumétricos de cada una de las fases. Sin embargo, debido a que el
esquema de discretizaciéon del modelo termohidraulico (esquema semi-implicito en el tiempo) se

requiere de un proceso iterativo hasta alcanzar el estado estacionario.

A pesar de que las pérdidas de calor finales no se conocen y por ende tampoco el flujo de calor que
le llega al fluido de trabajo (desde la pared interna del tubo), esto no es ninguin impedimento para
el acoplamiento entre ambos modelos, ya que estan en estado transitorio, y las pérdidas de calor se
determinan iterativamente en cada instante de tiempo. En el diagrama de flujo mostrado en la
Figura 3.5, el modelo térmico ya esta acoplado con el modelo termohidraulico. Asi que la
metodologia de la solucion del modelo termohidraulico no sufre ningn cambio, ni tampoco la

forma de las matrices.
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CAPITULO 4

VERIFICACION/
VALIDACION DE LOS
SIMULADORES
DESARROLLADOS

Se presenta la verificacion/validacion del simulador desarrollado, resultante del acoplamiento de
los modelos térmico y termohidraulico que se plantearon en los capitulos previos. Esta
verificacion/validacion se realiza primeramente en forma separada para cada uno de los modelos y
posteriormente en forma acoplada. Ademas se incluyen los analisis de independencia de malla

pertinentes, en tiempo y/o en espacio segun sea el caso.
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4.1 CcODIGOS TERMICOS

Para el caso del modelo térmico, dos soluciones han sido encontradas (Capitulo 2), la primera es

una solucidn analitica; mientras que la segunda es numérica, ambas en el estado transitorio.

Para la validacion del simulador térmico los resultados analiticos de temperatura se comparan con
los datos experimentales de Khanna et al. [61], en varias secciones transversales del tubo. El
modelo analitico y su validacion fue publicado en [92]. Una vez validada la solucion analitica, se

procede a comparar la solucion numérica con la analitica.

4.1.1 Descripcion del sistema fisico usado para la validacion del modelo
térmico

Los resultados de la solucién analitica transitoria (comportamiento transitorio y estado
estacionario) se compararon con los datos experimentales del trabajo de Khanna et al. [61]. Estos
autores llevaron a cabo un experimento en el cual midieron las temperaturas azimutales (cada 45°)
para cada una de las 7 diferentes secciones transversales de prueba. Los autores consideraron que
la fuente de calor estaba en el interior de la tuberia, originando que la direccion del flujo vaya de
adentro hacia afuera (una consideracién contraria al funcionamiento de los CCP). Los datos
empleados para esta validacién se muestran en la Tabla 4.1, y corresponden al trabajo de Khanna
etal. [61].

Tabla 4.1. Caracteristicas del sistema fisico (Khanna et al. [61]).

Pardmetro valor
Didmetro interno (m) 0.0389
Didmetro externo (m) 0.0422
Longitud (m) 5.86
Conductividad térmica (W/mK) 16.4
Calor especifico (J/kgK) 500
Densidad (kg/m®) 8000
Potencia (W) 1000
Concentracion de potencia (-) LCR 0 O<p<m
{1 n<@p<2n

Es importante mencionar que en la Tabla 4.1 no se incluyen todos los datos necesarios para la
solucion del problema, por ejemplo, los autores no especifican si el tubo contiene algun fluido, ni

tampoco indican los valores de los coeficientes de transferencia de calor por conveccion al interior
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0 exterior del tubo. De igual manera, los datos de la temperatura ambiente y la eficiencia de la
fuente de calor no estan definidos. Es por ello que se tuvieron que hacer algunas consideraciones
adicionales para completar la informacion, asi como adaptar el codigo para reproducir el fenémeno.
Por un lado, se considerd que la fuente de calor esta por fuera y en el interior del tubo hay un fluido
desconocido (posiblemente aire a 40 °C). Mientras que el CTC se obtienen de los datos de las
temperaturas experimentales y el flujo de calor mediante la Ec. (4.1). A manera de ilustrar el

experimento de los autores, en la Figura 4.1 se muestra su banco de pruebas.

b)

Calentador

Figura 4.1. Banco de pruebas de Khanna et al. [61] (traducido): a) vista transversal del banco; b) tubo metalico con el
calentador eléctrico en su interior y mica aislante; ¢) configuracion de la distribucién de los termopares en una
seccion de medicion.

ra.e ”

Hf = ——M 9
f Zra.iATw,f Nlext (4.1)

° El nimero 2 se debe a que el flujo de calor solo incide en la parte inferior de la pared externa de la tuberia.
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4.1.2 Pruebas realizadas a la solucion analitica

No obstante que la solucién analitica es una expresion exacta, su solucion depende de un nimero
infinito de términos, y es imposible e innecesario determinar todos ellos (ver Ec. (2.21)). Estos
términos consisten en los numeros de elementos en la integral numérica, asi como de los términos
a considerar en las sumatorias y los ordenes de las funciones de Bessel. Para la integral numérica
se usa el método de Simpson y en la Seccion 9.6 se agrega un criterio para determinar el numero
de elementos a utilizar en la integral numérica de acuerdo a la precision que se desea tener. Por
otra parte, un criterio de convergencia (¢ < 10712) o las 100 primeras raices (aunque 10 podrian
ser suficientes) de las ecuaciones de la Ec. (2.26)*°. De esa manera, los criterios antes mencionados
son aplicados en esta tesis. Sin embargo, es importante determinar los drdenes necesarios de las

funciones de Bessel para tener una precision aceptable.

Primeramente se analiza un intervalo grande de tiempo (cada 5 min) y luego un intervalo pequefio
(cada 1 s). En la Figura 4.2 se muestran las variaciones temporales de la temperatura en tres
diferentes puntos de la seccion de prueba considerando un intervalo grande de tiempo. Donde se
aprecia que el orden 0 es suficiente ya que no hay variacion significativa con 6rdenes mayores. Sin
embargo, para un intervalo pequefio de tiempo, el orden O de las funciones de Bessel no es
suficiente, ya que la temperatura presenta una variacion tan grande e ilégica en los primeros
segundos (ver Figura 4.3a). Por otra parte, en la Figura 4.3b se presentan del orden 1 al 4 y se puede
notar que hay una suavizacién del comportamiento de la evolucion temporal de la temperatura.
Pero para @ = 90°y ¢ = 270° se presentan valores no realistas para pequefios periodos de tiempo.
Este problema se arregla agregando mas 6rdenes de las funciones de Bessel pero el tiempo de
cémputo incrementa considerablemente. Asi que, se puede concluir que el orden 3 es suficiente

para obtener valores aceptables de temperatura para intervalos pequefios de tiempo.

10 para la obtencion de las raices se emplea el método de la biseccion con & < 1078,
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diferentes érdenes de las funciones de Bessel.

Figura 4.3. Evolucion temporal (con pequefios pasos de tiempo) de la temperatura en L = 0.2 m considerando
diferentes drdenes de las funciones de Bessel: a) orden cero; y b) érdenes del 1 al 4.
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4.1.3 Validacion de la solucion analitica

Los resultados obtenidos con la solucion analitica se comparan con los datos experimentales de

Khanna et al. [61] y se muestran en las Figuras 4.4-4.6.

En la Figura 4.4 se compara la evolucién temporal de la temperatura en la parte superior (¢ = 90°),
media (¢ = 180°) e inferior (¢ = 270°), con los datos de Khanna et al. [61], para diferentes
valores de eficiencias (desde 70 hasta 100 %), y en ambas secciones transversales (L = 0.2m Yy
L = 5.7 m). De manera general, todos los resultados muestran dos tipos de comportamientos, el
primero es el transitorio que abarca desde el minuto 0 hasta los 60 min (aproximadamente) y la
temperatura tiene una fuerte dependencia del tiempo; mientras que el segundo es el estacionario y
tiene lugar después de los 60 min, a partir del cual la influencia del tiempo ha cesado. Ademas los
resultados obtenidos siguen las mismas tendencias a los reportados por Khanna et al. [61].

En la region temporal mostrada en la Figura 4.4 (izquierda), se observa que los perfiles temporales
se ajustan mejor conforme la eficiencia disminuye hasta 70 %. Y lo mismo ocurre en la region
estacionaria, sin embargo se aleja mas de los datos experimentales para el lado de mayor
temperatura (¢ = 270°). Las discrepancias de los resultados se deben a que, en la realidad, algunos
pardmetros no se mantienen constantes a lo largo del tiempo (por ejemplo, temperatura del fluido,
coeficiente convectivo, pérdidas de calor, entre otros), en contraste con la solucion planteada que
considera condiciones de frontera independientes del tiempo. Ademas que en ¢ = 270° los valores

de Khanna et al. [61] alcanzan un valor pico mayor al esperado.

Por otra parte, la influencia que tiene la temperatura del fluido sobre la evolucién temporal de la
temperatura del tubo se observa en la Figura 4.4 (derecha). Conforme la temperatura del fluido es
mayor, el estado estacionario se alcanza en un menor tiempo. Para la region transitoria, se nota que
cuando la temperatura del fluido es menor se obtienen mejores aproximaciones con respecto a los
datos experimentales para ambas zonas (concentrada y no concentrada). Por lo contrario en la
region estacionaria, con una temperatura del fluido mayor se aproxima mas a los valores
experimentales en la zona de concentracion, y caso contrario en la zona de no concentracion. Lo
anterior se debe a que originalmente se tiene un fluido (desconocido) a una temperatura inicial
aproximadamente a 40 °C (dato inferido de las gréaficas transitorias). Y conforme transcurre el
tiempo este fluido incrementa su temperatura hasta un valor desconocido, sin embargo, es claro

que en el estado estacionario un valor mayor de la temperatura del fluido puede ajustarse mejor a
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los valores experimentales, al menos en la zona de no concentracion y se esperaria que también en

la zona de concentracion.

a) o= 90°
140 -
120 -

i 0000 nuonﬂnnanuﬂun
G100 g —=r=t=r=s
21 FEEEEEEEEEECE
=

80

60

40
S RS RN FREEE RN REREN FWENS SN R

0 10 20 30 40 50 60 70 80 90 100
t (min)

b) o= 180°

140

120

Gioo

80

60

- Khanna et al.
-n= 60% , presente estudio
-n= 70% , presente estudio
-n= 80% , presente estudio
-n= 90% , presente estudio
-n=100% , presente estudio
- Khanna et al.
-n= 60% , presente estudio
-n= 70% , presente estudio
-n= 80% , presente estudio
-n= 90% , presente estudio
n=100% , presente estudio

\ i NN N R FETE BN R FEEE EEE S |
0 10 20 30 40 50 60 70 80 90 100

140;

120
3100
80 j -

60 ;.

40 L I I SN WA AN ERE N W R |
0 10 20 30 40 50 60 70 80 90 100
t (min)
b) ¢ = 180°
140

120
5100
80 7

60

e
o

60 [

20 30 40 50 60 70 80 90 100
t(min)

- Khanna et al.
-T= 20°C, presente estudio
-T= 40°C, presente estudio
-T= 60°C, presente estudio
-T= 80°C, presente estudio
-T=100°C , presente estudio
- Khanna et al.

-T= 20°C, presente estudio
-T= 40°C, presente estudio
-T= 60°C, presente estudio
-TF= 80°C, presente estudio
- T=100°C , presente estudio

I NEEEE ENEEE FENEE SRR EEEES SRS NN RN RN

o 10

20 30 40 50 60 70 80 90 100
t (min)

Figura 4.4. Perfiles temporales de temperaturas en tres posiciones azimutales de la tuberia variando la eficiencia y la
temperatura del fluido variando la eficiencia (izquierda) y la temperatura del fluido (derecha).

La Figura 4.5 (izquierda) muestra los perfiles azimutales de temperatura para diferentes eficiencias
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del sistema en L = 0.2 my L = 5.7 m. Ambos casos muestran el mismo comportamiento y se
pueden distinguir dos zonas, una de baja temperatura en la parte superior de la tuberia (0° < ¢ <
180°) y otra de alta temperatura en la parte inferior (180° < ¢ < 360°). Para ambas zonas,
conforme la eficiencia disminuye, se obtienen una mejor concordancia debido a las pérdidas de
calor (que se presentaron en el experimento). Por otra parte, se observa que una eficiencia menor
produce una temperatura mayor en la zona de baja temperatura, mientras que lo opuesto ocurre en
la zona de alta temperatura. Lo anterior se explica con la Ec. (4.1), donde Hy se determina como
una funcion de n. Aunque AT, s es considerada constante en dicha ecuacion, en realidad no lo es.
Ya que Hy también cuando la eficiencia incrementa. Lo que ocasiona una mejor transferencia de
calor entre el tubo y el fluido, lo cual es més notorio en la zona de baja temperatura. Por lo tanto,
para obtener resultados mas realistas se deben determinar las pérdidas de calor en lugar de asumir
una eficiencia térmica. En ¢ = 180° todos los casos se interceptan en 128.5°C (en L = 0.2 m) y
113.7 °C (en L = 5.7 m) que coinciden con las temperaturas medias obtenidas de los datos

experimentales.

La Figura 4.5 (derecha) muestra el efecto de la temperatura del fluido sobre el perfil azimutal de
temperaturaen L = 0.2 m y L = 5.7 m. Para este caso se considera una eficiencia del 70%, y el
CTC se calcula con la Ec. (4.1). EI comportamiento de la temperatura azimutal es similar la
mostrado en la Figura 4.5 (derecha). La desviacion es mas pequefia conforme la temperatura del
fluido es mayor porqgue la temperatura del fluido incrementa con el tiempo hasta alcanzar el estado
estacionario. Aunque en este trabajo no se considera que la temperatura del fluido dependa del
tiempo, es razonable pensar que el hecho de considerar una temperatura mayor del fluido resultara
en resultados mas cercanos a la realidad en el estado estacionario. Se espera que una temperatura
mayor del fluido causa una temperatura mayor en el tubo si H; se mantiene constante. Sin embargo,
aqui Hy depende de la temperatura del fluido como se observa en la Ec. (4.1), donde H; incrementa
conforme T incrementa. En términos de la diferencia de temperatura entre el fluido y el tubo,
conforme la temperatura del fluido incrementa la diferencia de temperatura local entre el tubo y el

fluido disminuye en ambas zonas.

88



TecNM/CENIDET Roger Cundapi, 2021

140 gz

L] L=0.2m, Khanna et al. _
160~ o L=5.7m, Khanna et al. 160~ ™ L:O.Zm - Khanna et al.
n= 60%, presente estudio o L—_5-7mn- Khannaetal.

- — — - n= 70%, presente estudio Tr: 20 QC‘ presente estudio
150 -—-—-= n= 80%, presente estudio = 150 — — - T 40°C presente esiudio .

= n= 90%, presente estudio <. — — N [~ === ?— gg =g‘ Dresente BS:Ugfo

S — 1= 100% te estudio A7, = = == - = | presente estudio —

[ ! BE e = NRY 140 T~ 100 °C, presente estudigz =~

T

1 M ISR I ANENT SETI RS BT SR |
0 45 90 135 189 225 270 315 360
o () o (%)

Figura 4.5. Perfiles azimutales de temperaturas al alcanzar el estado estacionario considerando diferentes eficiencias.

La Figura 4.6 muestra las temperaturas azimutales, para diferentes potencias (250, 500, 750 y 1000
W) y una temperatura del fluido de 40 °C, en las secciones transversales ubicadasen L = 0.2 my
L = 5.7 m. Para ambas secciones transversales, se usaron dos valores de eficiencias (70 % y 90 %).
Los valores experimentales no muestran mucha simetriaen L = 0.2 m, peroen L = 5.7 m hay una
cierta simetria respecto al eje vertical (cf. [61]). Se puede afirmar que el perfil de temperatura
obtenida con la solucion analitica es completamente simétrica con respecto al eje vertical. Sin
embargo, los resultados experimentales solo muestran simetria conforme las potencias son
menores. Debido a la distribucidn del flujo de calor considerada se esperaria que el perfil azimutal
de temperatura sea completamente simétrico. Tedricamente, para cada potencia hay una eficiencia
que se ajusta mejor a los datos experimentales. En efecto, para una potencia mayor, se obtendria
una eficiencia menor debido a que se producirian mayores pérdidas de calor. Por otra parte, en

general, una eficiencia de 70 % da resultados mas precisos que una eficiencia de 90 %.
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Figura 4.6. Perfiles azimutales de temperaturas al alcanzar el estado estacionario considerando diferentes potencias y
eficiencias del 70y 90 %:a) L = 0.2 m;yb) L = 5.7 m.

En la Tabla 4.2 se muestran los coeficientes de transferencia de calor en el interior del tubo. Como

se mencioné anteriormente, dicho coeficiente no se reporta en el articulo de consulta [61], sin

embargo, se tuvo que ingresar para cerrar la ecuacion del modelo matematico.

Tabla 4.2. Coeficientes de transferencia de calor calculados en funcidn del flujo de calor externo y la temperatura

promedio de la pared interna del tubo.

200N | Potencia (W) | Qur (WMD) | Twep (°C) | TH(°C) | Hr (WIMK)

L=02m 1000 257436 12846 | 4002 15.79
750 1930.77 10568 | 4002 15.95
500 1287.18 86.33 2002 15.08
250 643.59 61.68 2002 15.97

C=57m 1000 257436 11374 | 4057 19.08
750 1930.77 93.33 2057 19.85
500 1287.18 77.98 2057 16.66
250 643.59 59.41 2057 1853

La manera en como se calcul6 el CTC fue a partir de los datos experimentales y la Ec. (4.1). La

temperatura experimental es la temperatura promedio de las mediciones reportadas por Khanna et
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al. [61] para cada caso. Como puede notarse en la Tabla 4.2, para una potencia de 1000 W, Hy no

sigue la tendencia de los valores obtenidos para las otras potencias, lo cual se debe a un pico en un
valor de la temperatura experimental en el caso de 1000 W.

4.1.4 Validacion de la solucion numérica

Una vez hecha la validacion de la solucion analitica se prosigue a analizar la solucion numérica y
se compara contra la solucion analitical’. Las pruebas que se realizan son los analisis de

independencias de mallas (AIM) temporal y espacial.

4.1.4.1 Andlisis de independencia de malla temporal

El AIM temporal se emplea para analizar el paso de tiempo (At) que mejor reproduzca el estado
transitorio a un menor tiempo de cémputo. Este analisis no es importante si el modelo que se
pretende estudiar esta en el estado estacionario, sin embargo, debido a que la solucion numérica
del modelo térmico se acopla més adelante con el modelo termohidraulico, el cual también esta
planteado en el estado transitorio y por lo tanto es necesario evitar que el comportamiento
transitorio del modelo térmico sea incongruente o cause fallas en el modelo termohidraulico. Por
lo tanto, el AIM temporal se simulé en L =0.2m y L = 5.7 m, primeramente en el estado
transitorio y hasta un tiempo de 60 min (del problema simulado). A los resultados obtenidos a los
60 min se consideran estar en el estado estacionario?. Asimismo se empled una malla espacial de
64 VC en la direcciéon azimutal y 4 VC en la direccién radial, ya que resulté la mejor malla como

se describe en la Seccion 4.1.4.2.

En la Figura 4.7 se aprecia que la variacién temporal de la temperatura para los tres puntos de la
pared de la tuberia presenta dos comportamientos, el primero es un comportamiento transitorio
mientras que el otro es estacionario (como se ha visto anteriormente). EI comportamiento
transitorio presentado por la solucién analitica es mejor representado cuando se considera At =

0.01y 0.005 s, como se observa en la Figura 4.7. Por otra parte, en el estado estacionario cualquier

11 A esta comparacion se le considera una validacion ya que la solucién analitica es exacta y ademas presenta la ventaja
que no hay incertidumbres asociadas a los instrumentos de medicion.
12 previamente ya se habfa realizado una prueba considerando un criterio de paro al llegar al estado estacionario
(considerando un £ < 10™*), donde el estado estacionario se alcanzaba en un tiempo de 40 min + 2 min.
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At se ajusta bastante bien a la solucion analitica como se puede observar en la Figura 4.8 y en la
parte estacionaria de la Figura 4.7. Asi que el At solo impacta en el comportamiento transitorio y

en el tiempo en que se alcanza el estado estacionario.
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Figura 4.7. Evolucion temporal de la temperatura numérica comparada contra la solucion analitica considerando
Tr =40°C, T, = 38 °C,n = 100 % y diferentes pasos de tiempo en la solucion numérica en: L = 0.2 m (izquierda)
y L = 5.7 m (derecha).
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Figura 4.8. Perfil azimutal de temperatura (numérica y analitica) de la pared exterior del tubo en el estado
estacionario considerando T = 40 °C, T, = 38 °C, n = 100 % y diferentes pasos de tiempo en la solucion numerica
en: L = 0.2 m (izquierda) y L = 5.7 m (derecha).

Por otra parte, en términos de los gradientes de temperatura en la direccion azimutal en el estado
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estacionario, las soluciones analitica y numérica coinciden bastante bien en ambas secciones
transversales, para cualquier paso de tiempo, como se ve en la Figura 4.9. Cabe resaltar que en
ambas secciones transversales se obtiene un maximo gradiente de temperatura en ¢ = 270° de
40 °C (aproximadamente). Lo anterior tiene sentido debido a que se tienen las mismas condiciones
(flujo de calor y temperatura del fluido®®) y lo Gnico que cambia es el CTC del fluido, lo que hace

que la distribucién de temperatura en L = 0.2 m sea proporcial a la que se presentaen L = 5.7 m

(ver Figura 4.8).
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Figura 4.9. Perfil azimutal de los gradientes de temperatura (numérica y analitica) de la pared exterior del tubo en el
estado estacionario considerando T, = 40 °C, T, = 38 °C, n = 100 % y diferentes pasos de tiempo en la solucion
numeérica en: L = 0.2 m (izquierda) y L = 5.7 m (derecha).

4.1.4.2 Andlisis de independencia de malla espacial

Una vez hecho el AIM temporal y habiendo seleccionado At = 0.01 s se procede a hacer el AIM
espacial (uniforme) en las direcciones radial y azimutal. En cuanto a la direccién axial, esta no se
analiza y solo se toman en cuenta 5 VVC (con la finalidad de reducir el tiempo de computo y ademas
porque el modelo térmico no ha sido discretizado en la direccion axial). De igual manera que como
se hizo con el AIM temporal, se comparan los resultados del AIM espacial con la solucion analitica

en ambas secciones transversales (L = 0.2my L = 5.7 m).

El AIM espacial en la direccidn radial se llevo acabo con 2, 4 y 6 VC en dicha direccion, mientras

13 No es exactamente la misma pero se podria considerar que sf.
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que en la direccién azimutal se mantuvo una malla constante de 64 VC. En la Figura 4.10 se
presenta el comportamiento transitorio de la temperatura en diferentes posiciones angulares de
ambas secciones transversales y comparando con la solucion analitica. En dicha figura se observa
que el comportamiento transitorio de la temperatura es un poco mas sensible al tamafio de la malla
que la temperatura cuando ha alcanzado el estado estacionario. También puede notarse claramente
que la malla de 2 VC en la direccion radial no es la mas adecuada ya que se aleja de las otras dos
mallas, las cuales coinciden bastante bien entre si. En ambas secciones transversales se presenta el

mismo comportamiento.
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Figura 4.10. Evolucion temporal de la temperatura numérica comparada contra la solucion analitica considerando
T; = 40°C, T, = 38 °C,n = 100 % Yy diferentes tamafios de mallas en la direccion radial para la solucion numérica
en: L = 0.2 m (izquierda) y L = 5.7 m (derecha).

Por otro lado, ambas secciones transversales también muestran el mismo comportamiento en
cuanto al perfil azimutal de temperatura en el estado estacionario (ver Figura 4.11). Se observa
buena aproximacion de las soluciones numérica con la solucién analitica y sus comportamientos
son los esperados, ya que se tienen las zonas de alta y baja temperatura concordando con la
distribucion del flujo de calor en la pared externa del tubo. La malla seleccionada es de 4 VC en la
direccién radial, ya que no hay mucha diferencia entre los resultados y ademas la pared del tubo es

muy delgada.
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Figura 4.11. Perfil azimutal de temperatura (numérica y analitica) de la pared exterior del tubo en el estado
estacionario considerando Ty = 40 °C, T, = 38 °C, n = 100 % y diferentes tamafios de malla en la direccion radial
para la solucion numérica en: L = 0.2 m (izquierda) y L = 5.7 m (derecha).

Una vez seleccionada la malla de 4 VVC en la direccidn radial se prosigue a efectuar el AIM en la

direccién azimutal. Las mallas comparadas tienen 32, 48, 64 y 80 VC. Las mismas comparaciones

en el AIM espacial en la direccidn radial se hacen aqui.

Al igual que con el AIM en la direccion radial, el AIM en la direccion azimutal muestra buena

concordancia con la solucion analitica incluso en la region transitoria en ambas secciones

transversales, como se muestra en la Figura 4.12.
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Figura 4.12. Evolucion temporal de la temperatura numérica comparada contra la solucion analitica considerando
T = 40 °C, T, = 38 °C,n = 100 % y diferentes tamafios de mallas en la direccion azimutal para la solucion
numérica en: L = 0.2 m (izquierda) y L = 5.7 m (derecha).

Respecto a los resultados en el estado estacionario (a los 60 min), también se aprecia en todos los
perfiles azimutales de temperatura obtenidos con el modelo numérico concuerdan bien con la

solucion numérica en ambas secciones transversales (ver Figura 4.13).
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Figura 4.13. Perfil azimutal de temperatura (numérica y analitica) de la pared exterior del tubo en el estado
estacionario considerando T = 40 °C, T, = 38 °C, n = 100 % y diferentes tamafios de malla en la direccion
azimutal para la solucién numérica en: L = 0.2 m (izquierda) y L = 5.7 m (derecha).

A pesar de que la Figura 4.13 muestra que aparentemente una malla de 32 VVC presenta una menor
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desviacion de la temperatura respecto a la solucién analitica, esta malla no es la mejor opcion, ya
que como se ve en la Figura4.14 y la Tabla 4.3, el tamafio de la malla tiene un impacto significativo
con el flujo de calor por unidad de area que recibe el fluido. De hecho para que se conserve la
energia, el flujo de calor lineal que recibe el tubo sobre la pared externa debe ser igual al flujo de
calor lineal que se transfiere al fluido como se muestra en la Tabla 4.3. Con una malla de 32 VC el
error en cuanto al balance de energia es del 3 % y la mejor opcién es la malla de 64 VC ya que

presenta un error menor al 1 %, lo cual es aceptable.
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Figura 4.14. Perfil azimutal del flujo de calor por unidad de &rea hacia el fluido en el estado estacionario obtenido
con la solucion numérica considerando Ty = 40 °C, T, = 38 °C, n = 100 % Yy diferentes tamafios de malla en la
direccion azimutal en; L = 0.2 m (izquierda) y L = 5.7 m (derecha).

Tabla 4.3. Errores porcentuales del flujo de calor lineal hacia el fluido (Qf) respecto al flujo de calor lineal total (Q7)
con diferentes tamafos de malla en la direccién azimutal en ambas secciones transversales.

VC L=0.2m L=57m

Q7 (W/m) Q; (W/m) % Error Qr (W/m) Q; (W/m) % Error
32 175.98 170.62 3.0 175.98 170.64 3.0
48 175.83 173.06 1.6 175.83 173.08 1.6
64 175.56 173.99 0.9 175.56 174.01 0.9
80 175.39 174.37 0.6 175.39 174.40 0.6

De acuerdo al AIM espacial que se ha realizado, se selecciona una malla de 4 VC y 64 VVC en las

direcciones radial y azimutal, respectivamente.

Los modelos analitico y numérico discutidos tienen algunas ventajas y desventajas. Las ventajas

de cada uno de estos modelos pueden aprovecharse condicionando el codigo segun convenga. Por
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ejemplo, si solo se requiere conocer la temperatura de la pared externa sin DNUFC, el modelo
analitico puede presentar una mayor ventaja en cuanto al tiempo de computo. Pero si se requiere
conocer toda la distribucién de temperatura en el tubo y ademas se tiene una DNUFC, el modelo
numérico debe ser empleado. Asimismo el modelo numeérico es capaz de incluir las propiedades
termofisicas del tubo dependientes de la temperatura asi como condiciones de frontera no lineales
(dependiente del tiempo) que describen mejor a los sistemas de CCP. Por lo anterior, la solucion
aplicada para los estudios posteriores en esta tesis es la numérica y con base a los resultados

mostrados en la Figura 4.7 un At = 0.01 s es adecuado.

4.2 CODIGO TERMOHIDRAULICO

4.2.1 Descripcion del sistema fisico usado para la verificacién y validacion
del modelo termohidréulico

Para verificar y validar el codigo termohidréaulico desarrollado, se considera el caso 1 del trabajo
numeérico de Serrano-Aguilera et al. [28], cuyo sistema fisico corresponde a una seccion de 4.16 m
de longitud del ultimo tramo del lazo DISS, en condiciones de vapor sobrecalentado. Los datos del
sistema fisico se presentan en las Tablas 4.4 y 4.5. Ellos acoplaron el modelo térmico con el modelo
termohidréaulico considerando una DNUFC del tipo LCR (ver Figura 2.4). A su vez, este mismo
estudio es utilizado para validar la temperatura del vapor sobrecalentado obtenida con el modelo
acoplado. Los demas parametros se verifican con los resultados obtenidos en la presente tesis
mediante el simulador RELAPS.

Tabla 4.4. Datos relevantes del CCP (Serrano-Aguilera et al. [28,75]).

Pardmetro Valor
Longitud considerada (m) 4.06
Ancho del reflector de la parabola (m) 5.76
Diametro interior/exterior el tubo absorbedor (m) 0.05/0.07
Rugosidad del absorbedor (m) 1.365 x 107°
Conductividad térmica del absorbedor (W/mK) 38
Modificador del angulo de incidencia (-) 1—1.88 x 10736,,, — 1.49206 x 107462,

14 Aqui el angulo de incidencia debe estar en radianes.
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Tabla 4.5. Datos experimentales reportados por Serrano-Aguilera et al. [28]%.

Casos Datos Experimentales
P (MPa) | T (K) | m(kgls) | DNI (W/m?) | Ty, (K) | AP (MPa)
1 6.188 560.0 0.64 921 565.0 0.0024
2 6.125 551.6 0.53 804 556.5 0.0017
6 6.113 585.5 0.53 823 592.1 0.0017

4.2.2 Verificacion y validacion

Se procede a la validacion de los resultados de incremento de temperatura del vapor sobrecalentado
y de caida de presion, comparandolos con los datos experimentales reportados por Serrano-
Aguilera et al. [28] (ver Tabla 4.6). Para los tres casos comparados en la Tabla 4.6 se observa que
los resultados obtenidos tienen una buena concordancia y las desviaciones maximas son del 4 %
en el valor del incremento de temperatura, mientras que en terminos de la caida de presion se tiene
una desviacion maxima del 5.9 %. Algunos de los factores que impactan en las desviaciones son
las propiedades del vapor y la precision de los instrumentos de medicion (1.6 % para la temperatura
y 1.1 % para la presion [28]).

Tabla 4.6. Comparacion entre los resultados del codigo desarrollado y los datos experimentales reportados por
Serrano-Aguilera et al. [28].

Datos Experimentales | Cddigo propio % Desviacion
Casos P Tent m DNI Tsu AP Tsa AP Tsu AT | AP
(MPa) (K) (kg/s) (W/m?) (K) (MPa) (K) (MPa)
1 6.188 | 560.0 0.64 921 565.0 | 0.0024 | 564.8 | 0.0024 0.04 40 | 0.0
2 6.125 | 551.6 0.53 804 556.5 | 0.0017 | 556.3 | 0.0016 0.04 40 | 59
6 6.113 | 585.5 0.53 823 592.1 | 0.0017 | 592.1 | 0.0018 0.00 0.0 | 59

En el estudio numérico de Serrano-Aguilera et al. [28] solo se incluye un perfil axial de
temperatura. Por esta razon también se realiza una simulacion con RELAPS para poder comparar
los resultados del simulador desarrollado para esta y otras variables termohidraulicas. En la Figura
4.15 se comparan los perfiles de temperatura correspondientes comparados también con datos
experimentales a la entrada y salida. En dicha figura se observa que en la entrada los resultados de
los tres modelos numéricos estdn muy cerca de la temperatura experimental, pero en la salida, el
modelo de Serrano-Aguilera et al. [28] se aleja mas. Las temperaturas obtenidas con el codigo
desarrollado y con RELAP5 se aproximan mas a los valores experimentales y presentan un

comportamiento lineal. EI modelo de Serrano-Aguilera et al. [28] presenta un comportamiento

15 |os demas datos necesarios para la simulacion pueden encontrarse en la referencia [28].
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irregular al inicio del tramo bajo estudio.
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Figura 4.15. Comparacidn de los perfiles de temperatura (caso 1 de la Tabla 4.6) obtenidos en este trabajo con ambos
simuladores y el perfil obtenido por Serrano-Aguilera et al. [28], y datos experimentales correspondientes al sistema
DISS.

Considerando ahora el caso 6 de la Tabla 4.6, los perfiles longitudinales de presién, temperatura,
velocidad del vapor y nimeros de Reynolds, obtenidos mediante el simulador RELAP5 y con el
simulador propio se presentan en las Figuras 4.16 y 4.17. En las respectivas graficas se muestran
las desviaciones porcentuales obtenidas, siendo la desviacién maxima menor a 0.06 %, para la
variable velocidad. La tendencia de los nimeros de Reynolds obtenidos en este trabajo con el
simulador propio y con RELAPS son iguales aunque difieren en magnitud, practicamente esto se
debe a las propiedades del vapor, ya que las velocidades calculadas con el cddigo desarrollado solo

se desvian en 0.05 % (en promedio) con respecto a RELAPS.
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Figura 4.16. Comparacidn de perfiles longitudinales obtenidos con RELAPS y con el simulador desarrollado. Presién
(izquierda) y temperatura (derecha).
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Figura 4.17. Comparacion de perfiles longitudinales obtenidos con RELAPS y con el simulador desarrollado.
Velocidades (izquierda) y nimeros de Reynolds (derecha).

4.3 VALIDACION/VERIFICACION DEL SIMULADOR ACOPLADO
TERMICO-TERMOHIDRAULICO

Una vez hechas las validaciones y verificaciones de los modelos térmico y termohidraulico de
manera independiente, se procede a realizar pruebas del acoplamiento del modelo termohidraulico

con el modelo térmico del tubo absorbedor, considerando el caso 1 de la Tabla 4.6, con una
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DNUFC?® dada por los datos discretos de la Figura 2.4.

De acuerdo al modelo termohidraulico 1D, el comportamiento termohidraulico sera el mismo
independientemente de la distribucion del flujo de calor que reciba, siempre y cuando los flujos de
calor globales (en toda la seccion circunferencial) sean iguales Es por esa razén que solo se

presentan los resultados de la distribucion de temperatura en el tubo absorbedor.

En la Figura 4.18 se presenta la distribucion de temperatura en 3D en la pared del tubo absorbedor.
Como se aprecia, hay una distribucion no uniforme de la temperatura en las tres direcciones; en las
direcciones azimutal y radial, se debe al LCR mientras que en la direccion axial se debe a que el
fluido tiende a incrementar su temperatura conforme avanza a lo largo del tubo (ver Figura 4.15).

Por lo que los resultados obtenidos son congruentes con la fisica del problema.

Figura 4.18. Campo de temperatura 3D en la pared del tubo absorbedor con una DNUFC y vapor sobrecalentado
como fluido de trabajo.

Se procede ahora a realizar una comparacién con los resultados numéricos de Serrano-Aguilera et
al. [28], de la distribucion de temperatura en 2D a la salida, como se muestra en la Figura 4.19. Se
observan que los resultados se encuentran en los mismos 6rdenes de magnitud. De hecho ambos
resultados muestran el mismo comportamiento cualitativo y la distribucién de temperatura es
predominante en la direccion azimutal, presentandose en esta direccion fuertes gradientes de

16 El LCR del captador LS3 se obtuvo mediante el software SolTrace.
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Figura 4.19. Comparacién de los campos de temperatura (2D) obtenidos en este estudio (izquierda) y los obtenidos
por Serrano-Aguilera et al. [28] (derecha).
No obstante la buena comparacion cualitativa de la distribucion de temperatura en 2D, se procede
ahora a comparar los perfiles azimutales de las superficies interna y externa de la tuberia (ver Figura
4.20). En este caso, se toman dos valores diferentes de la eficiencia global, el primer valor es de
64 % y el segundo de 69 %. Siendo estas las eficiencias experimental y numérica, respectivamente,

reportadas por ellos.

En la Figura 4.20 se nota que para una eficiencia del 64 %, la temperatura externa obtenida en este
trabajo es inferior a la de Serrano-Aguilera et al. [28], mientras que la temperatura interna es mayor
(principalmente en la seccién de mayor concentracién solar). Los porcentajes de desviacién con
respecto a Serrano-Aguilera et al. [28] son del 6.0 % y 0 % entre los maximos gradientes de

temperatura, en las superficies externa e interna, respectivamente (ver Tabla 4.7).

Por otra parte, para la eficiencia del 69 %, la temperatura externa obtenida aqui es mayor pero la
temperatura interna sigue siendo menor (aunque incrementa un poco como era de esperarse). De
esa manera la temperatura sobre la pared externa tiene una fuerte dependencia del flujo de calor
total. Y aunque la temperatura de la pared interna también depende del flujo de calor total, el
principal factor que repercute en estas diferencias es el CTC, ya que se tomaron diferentes
correlaciones. En este trabajo se uso la correlacion de Dittus-Boelter (obtenida de [105]), mientras
que ellos usaron la correlacion de Petukhov de 1970 (referencia [23] dentro del trabajo de Serrano-
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Aguilera et al. [28]). Para este caso los porcentajes de desviacion con respecto a Serrano-Aguilera

et al. [28] son del 1.3 % y 3.4 % entre los maximos gradientes de temperatura, en las superficies

externa e interna, respectivamente (ver Tabla 4.7).
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Figura 4.20. Perfiles de temperatura en la pared interna y externa del tubo absorbedor obtenidos con el cddigo
desarrollado, comparados con los de Serrano-Aguilera et al. [28], considerando dos eficiencias diferentes: n = 64 %

Tabla 4.7. Porcentajes de desviacion entre las maximas diferencias de temperatura obtenidas en este trabajo

(izquierda) y n = 69 % (derecha).

con respecto a los resultados numéricos de Serrano et al. [28].

Superficie Maxima diferencia de temperatura % Desviacion
Serrano et al. Presente estudio
[28] N1=64% [ 1=69% | n=64% | n=69%
Externa 30.9 29.0 31.3 6.0 1.3
Interna 20.7 20.7 21.4 0.0 3.4
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CAPITULO 5

PLANTEAMIENTO DE
LOS CASOS DE ESTUDIO
DEL PF DRYOUT

En este capitulo se definen los captadores del sistema DISS y se establecen las condiciones de
operacion para los estudios del flujo bifasico dryout que se presentaran y discutiran en el Capitulo
6. Para tales establecimientos se recurre al simulador RELAPS5 y los resultados son validados y

verificados con datos del sistema DISS.
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5.1 INTRODUCCION

De acuerdo a la revision de literatura, para las condiciones de operacion manejadas en la GDV con
CCP (por ejemplo en el sistema DISS), el flujo dryout tiende a abarcar entre el 1y 2 % de la
longitud total del lazo DISS (en el modo de operacion de un solo paso). Esta longitud equivale a
un tramo entre 5y 10 m [57,85] al final de la regidn de evaporacion de la fila de CCP, iniciando
posteriormente la region de sobrecalentamiento. Lo anterior presenta una desventaja para el estudio
de los pardmetros termohidraulicos del PF dryout, ya que los efectos de la longitud de entrada
reducen la seccion longitudinal de estudio y a su vez demandan que el simulador desarrollado con
base al modelo a dos fluidos sea robusto debido al proceso iterativol’. Por otra parte, como se
discutid en la revision de literatura, el PF dryout no ha sido estudiado propiamente en un sistema
de GDV lo cual no permite validar el cddigo directamente con datos experimentales en la region
del flujo dryout. Sin embargo, si es posible verificarlo en esta region comparando con resultados
del codigo RELAP5/MOD3, bajo las mismas condiciones de operacion. Ya que dicho simulador
comercial permite evaluar diferentes parametros que son dificiles obtener de manera experimental,

como son las velocidades de cada una de las fases.

Con la finalidad de sobrellevar la problemética anterior y al mismo tiempo evaluar los diferentes
aspectos del simulador desarrollado (modelo térmico, modelo termohidraulico y el acoplamiento
entre ambos), se plantean diferentes escenarios en los cuales el PF dryout tiene lugar y de esa
manera poder estudiarlo con la seguridad de que el simulador desarrollado esta bien implementado.

Debido a lo impréactico que resulta en RELAPS incluir una DNUFC, solo se utiliza, en esta seccion,
una DUFC simular toda la fila del sistema DISS y se delimita la region en la que se presenta el PF
dryout, para posteriormente enfocar los estudios a esta region (Capitulo 6). Las condiciones de
operacion corresponden al estudio de Elsafi [85], cuyo modelo fisico se presenta en la Figura 5.1.

17 No obstante que el modelo a dos fluidos es bien comportado, es necesario involucrar correlaciones para las
condiciones de cerradura para otros PF adicionales al dryout.
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Figura 5.1. Modelo fisico del lazo DISS empleado por Elsafi [85] (traducida).

5.2 REPRODUCCION CON RELAP5 DEL CASO DE ESTUDIO DE
ELSAFI [85]

En este primer caso se reproduce, mediante el simulador RELAP5/MOD3.2, un estudio realizado

por Elsafi [85] del sistema DISS (Figura 5.1). En la Tabla 5.1 se presentan los datos considerados

para la simulacion de Elsafi [85] (tomados a su vez de Bonilla [136] y Zarza [8]). Los captadores

1-8y 11 tienen 50 m de longitud, mientras que los captadores 9y 10 tienen 25 m. Se ha considerado

un tamafo de malla de 0.5556 m y 0.3472 m para los captadores de 50 m y 25 m, respectivamente.

Cabe mencionar que la temperatura ambiente (7,) y el factor de ensuciamiento (F,) no han sido
reportados por Elsafi [85]. Por lo que se ha considerado una temperatura ambiente de 30 °C,
mientras que el factor de ensuciamiento se infirié a prueba y error (91 %). Ademas se desprecian
las pérdidas de calor a través de las uniones y de los soportes, asi como las caidas de presion debido
alas uniones y codos. Se emplea la metodologia de Cundapi et al. [13] para determinar la eficiencia
de cada CCP usando la ecuacion experimental de pérdidas de calor del sistema DISS (Ec. (2.10))
para después obtener la eficiencia (en funcion del AT?8). Lo anterior se hace debido a que a primera
instancia no se conoce la temperatura del tubo y debe seguirse un proceso iterativo hasta obtener
las eficiencias de cada CCP (Figura 5.2 ). Esto es una desventaja de RELAPS para sus aplicaciones
en laGDV. Ya que hasta donde se sabe, el codigo RELAP5 no es capaz de determinar las pérdidas

de calor, aunque puede involucrar un valor de la eficiencia térmica pero para ello se tendria que

18 Aqui AT es la diferencia entre la temperatura media del absorbedor y la temperatura ambiente (en °C o K).
19 RELAPS tiene la capacidad de ingresar una eficiencia a cada VC en el sistema, pero en la GDV, no siempre se
conoce la eficiencia térmica.
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saber de antemano ese valor.

Tabla 5.1. Datos del estudio del sistema DISS [8,85].

Parametro Valor
Longitud total (m) 500
Apertura del reflector de la parabola (m) 5.76
Diametro interior/exterior el tubo absorbedor (m) 0.05/0.07
Rugosidad del absorbedor (m) 4x10°°
Radiacion solar directa (W/m?) 908.5
Eficiencia dptica (%) 63
Factor de ensuciamiento (%) 91
Flujo masico (kg/s) 0.62
Velocidad de masa (kg/m?s) 316
Presion de salida (MPa) 9.92075
Material del absorbedor Acero
Conductividad térmica del absorbedor (W/mK) 38
Longitud del VC en los captadores de 50 m (m) 0.5556 0
Longitud del VC en los captadores de 25 m (m) 0.3472
At (s) 0.01

Inicio

y A
}

Determinar:
T Yn

No

Figura 5.2. Diagrama de flujo para determinar 7, usando la Ec (2.11), en cada captador [14].

Las comparaciones entre los perfiles axiales de temperatura y presion obtenidos con el simulador
RELAPS y los datos experimentales de Zarza [8] se muestran en la Figura 5.3. Mientras que en la
Figura 5.4, se presentan los valores de las eficiencias térmicas de cada captador en las distintas

iteraciones siguiendo la metodologia planteada en la Figura 5.2.
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Figura 5.3. Validacién de los resultados obtenidos con RELAP5 comparando con los datos experimentales de Zarza

[8] para el DISS: temperatura (izquierda) y presion (derecha).
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Figura 5.4. Comparaciones de las eficiencias obtenidas en cada iteracién de cada captador de acuerdo a la

metodologia de la Figura 5.2.

Una vez validados los resultados con RELAPS (Figura 5.3) para todo el lazo DISS, se determinan
las condiciones para las cuales ocurre la transicion al dryout, y posteriormente al sobrecalentado,
en los captadores 9 y 10. Posteriormente, en el Capitulo 6, se estudia la termohidraulica del flujo
bifasico en cada uno de estos dos captadores mediante el simulador RELAP5 y mediante el
simulador desarrollado en este trabajo. Las condiciones de frontera del MTH para ambos

captadores se establecen con base a los resultados de RELAPS (Tabla 5.2). Es importante resaltar
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que las condiciones de salida del captador 9 son las condiciones de entrada del captador 10.

Tabla 5.2. Condiciones de operacion de los captadores 9 y 10.

Parametro Captador 9 Captador 10
Entrada Salida Entrada Salida
L (m) 400 425 425 450
P (MPa) 10.1014 10.0926 10.0926 10.0835
T (K) 584.85 584.79 584.79 597.17
Xriow () 0.918 0.9885 0.9885 1.0

Para determinar en primera instancia, el PF mas probable para las condiciones de operacion
involucradas, es posible usar el mapa de patrones de flujo de Elsafi [85] (Figura 5.5%°), aunque otra
opcion es usar el mapa de RELAPS. Pero este ultimo no considera el PF dryout como tal, sino que

lo maneja como un PF estratificado.
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Figura 5.5. PF predichos por Elsafi [85] para el sistema DISS con base en su mapa de patrones de flujo?.

De acuerdo a la Figura 5.5, el PF dryout ocupa alrededor de 5 metros de la tuberia (en la seccién
previa al vapor sobrecalentado), lo cual representa el 1 % de los 500 m del sistema DISS. Ademas,
se observa que la transicion al PF dryout se da desde el estratificado ondulado, pasando antes por
anular. Esto, para velocidades de masa entre 200 kg/m?s y 400 kg/m?s (aproximadamente), que se

encuentra dentro del rango de operacion de la GDV.

En la Figura 5.6 se presentan los perfiles longitudinales de temperatura del fluido y del tubo,

20 Consultar el trabajo de Elsafi para ver mas informacion de su mapa de patrones de flujo.
2L Nomenclatura de Elsafi: L=liquido subenfriado, S=estratificado liso u horizontal, S/SW=transicion entre
estratificado liso y ondulado, I=intermitente, SW=estratificado ondulado, A=anular, D=dryout y V=vapor
sobrecalentado.
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ademas del coeficiente convectivo y los modos de transferencia de calor. Respecto a la temperatura
del fluido, es claro que el comportamiento es como se esperaba, debido a que tiene un incremento
en la region de precalentamiento, es casi constante en la region de evaporacion, e incrementa
nuevamente en la seccidn de sobrecalentado. Y la temperatura del tubo es siempre superior a la del
fluido, presentdndose mayores diferencias en la transicion entre el flujo bifasico y el vapor
sobrecalentado, donde se puede apreciar la influencia del coeficiente convectivo, ya que justo en

ese pequefio intervalo tiene una caida subita.

Como se puede apreciar en la Tabla 5.3, los modos de transferencia de calor tienen una cierta
relacion con los patrones de flujo, principalmente en las transiciones. Por ejemplo, el modo 6 se
presenta a aproximadamente los 440 m a causa de que la transferencia de calor que se lleva a cabo
es una de transicion saturada, por estar pasando a un modo de transferencia de calor de ebullicién
de pelicula. Por otra parte, RELAPS5 predice liquido subenfriado desde el inicio de la tuberia hasta
los 69.72 m aproximadamente, flujo estratificado?® desde 69.72 hasta 463 m, y finalmente vapor
sobrecalentado después de los 463 m. Esto difiere de Elsafi, que predice més PF debido a que aplica
su propio mapa de patrones de flujo (Figura 5.5). Los modos de transferencia de calor influyen en
cuanto a qué correlacién para el CTC bifasico utilizar (Tabla 3.5). EI CTC presenta dos brincos,
uno cuando se pasa de tener liquido monofésico a flujo burbuja (modo 2), y otro cuando inicia el
modo 6, que como se discute en la Seccion 6.2.1 se encuentra en la region del PF dryout.

Tabla 5.3. Modos de transferencia de calor [14].

Modo Descripcion

2 Conveccion de liquido monofasico

Ebullicién nucleada subenfriada

Ebulliciéon nucleada saturada

Ebullicién de transicion saturada

Ebullicion de pelicula saturada

©| O O bl W

Conveccion de vapor sobrecalentado

22 Esto se discute en la Seccion 6.2.1.
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Figura 5.6. Resultados obtenidos con RELAPS para el caso del sistema DISS operando a 10 MPa

Nuevamente, la importancia del estudio del PF dryout es evidenciado con el hecho de que este PF
se presenta para la mayoria de condiciones de operacién de la GDV en un solo paso, y que es

inevitable.

En los estudios que se presentan en el Capitulo 6 se analiza el comportamiento termohidraulico en
los captadores 9 y 10, los cuales se encuentran ubicados entre los 400 y los 450 m. En el captador

9 se presenta el PF dryout, como ya fue mencionado.

Por otra parte, para el caso de DNUFC se toman en cuenta todas las consideraciones de la Seccion
5.2 y una DNUFC de la forma que se establece en la Seccién 2.2.3 para un angulo del seguidor
solar de 0°.
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CAPITULO 6

ESTUDIOS DEL FLUJO
BIFASICO DRYOUT

Mediante el simulador térmico-termohidraulico desarrollado se estudia el comportamiento
termohidraulico del PF dryout en el interior de los captadores 9 y 10 del sistema DISS,
considerando las distribuciones uniforme y no uniforme del flujo de calor en la pared del tubo
absorbedor. Ademas se presentan y discuten los resultados de una serie de estudios paramétricos
para determinar su efecto sobre el comportamiento del flujo dryout y sobre los gradientes
azimutales de temperatura a lo largo de los captadores.
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6.1 INTRODUCCION

El codigo fue desarrollado con la capacidad de analizar otros PF ademés del dryout, para poder
analizar su evolucion pre-dryout, dryout y post-dryout. Los PF que se pueden analizar con este
codigo son: estratificado liso y ondulado, anular, dryout y vapor sobrecalentado (resultados

presentados en la Seccion 4.2.2).

En la primera parte de este capitulo (Seccion 6.2) se estudia el efecto del tipo de distribucion del
flujo de calor (DUFC y DNUFC) sobre el comportamiento termohidréulico del flujo bifasico pre-
dryout, dryout y post-dryout y la distribucion de temperatura en la pared del tubo absorbedor. Se
hace el andlisis en los captadores 9 y 10 del lazo DISS (Figura 5.1), con los pardmetros fijos
indicados en la Tabla 6.1 (basados en la Tabla 5.1), y las condiciones de operacion establecidas en
la Tabla 5.2. Los resultados termohidraulicos del flujo bifasico obtenidos con el simulador
desarrollado se comparan con los resultados obtenidos en este mismo trabajo mediante el simulador
RELAP5 (como marco de referencia). Asimismo se estudia el efecto de la DNUFC sobre la
distribucion de temperatura en la pared del tubo absorbedor. Posteriormente (Seccién 6.3) se
analiza el fenémeno de secado de pelicula del PF dryout. En la Seccidn 6.4 se hace un anélisis del
CTC para cada una de las fases. Este capitulo se finaliza presentando y discutiendo los resultados
de una serie de estudios paramétricos del PF dryout para determinar su influencia sobre los
gradientes de temperatura azimutales a lo largo de los dos captadores bajo estudio.

Tabla 6.1. Pardmetros fijos utilizados en los estudios termohidraulicos,
térmicos y paramétricos.

Pardmetro Valor
Longitud de cada captador (m) 25
Apertura del reflector de la parabola (m) 5.76
Didmetro interior/exterior el tubo absorbedor (m) 0.05/0.07
Rugosidad del absorbedor (m) 4 %1075
Angulo del sequimiento solar (°) 0
Eficiencia térmica (%) 91.13
Eficiencia optica (%) 63
Factor de ensuciamiento (%) 91
Flujo mésico (kg/s) 0.62
Velocidad de masa (kg/m?s) 316
Longitud del VC en los captadores de 25 m (m) 0.3472
At (s) 0.01
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6.2 EFECTO DE LA DNUFC SOBRE EL COMPORTAMIENTO
TERMOHIDRAULICO Y TERMICO

Se estudian los efectos que el tipo de distribucién del flujo de calor tiene sobre el comportamiento

termohidraulico dentro de los tubos absorbedores de los captadores 9 y 10 del lazo DISS, ya que

en ellos se dan las condiciones para el PF dryout. En primer lugar, se analiza el captador 9 (Seccién

6.2.1), y enseguida el captador 10 (Seccidn 6.2.2).

La manera de como la DNUFC puede afectar a algunos pardmetros termohidraulicos esta
directamente relacionada con aquellos parametros que dependen de la temperatura del tubo, por
ejemplo el CTC. Ciertas correlaciones para el CTC utilizan algunas propiedades que dependen de
la temperatura del tubo. Sin embargo, debido a que el modelo a dos fluidos considerado es 1D,
promediado volumétricamente en el &rea transversal al flujo, se esperaria que esta variacion fuera
minima y en teoria ambas consideraciones no deberian afectar los resultados de forma notoria
(Figuras 6.1-6.5, 6.7-6.11).

6.2.1 Captador 9

Para las condiciones establecidas en las Tablas 5.1 y 5.2 y en la Seccién 5.2, en la salida del
captador 9 se tienen condiciones muy cercanas al vapor sobrecalentado. Lo anterior hace que en
este captador el PF dryout sea inevitable ya que se opera en el modo de operacién de un solo paso.
Es por ello que los resultados y su discusién se centran en este captador, discutiéndose los perfiles
longitudinales de las diversas variables termohidraulicas. En las Figuras 6.1-6.5 se muestran los
resultados obtenidos con el simulador desarrollado considerando una DUFC y una DNUFC y a su
vez se comparan con los resultados obtenidos en este trabajo con RELAP5S considerando solamente
una DUFC.

Como se observa en las Figuras 6.1-6.5, no hay impacto significativo del tipo de distribucion del
flujo de calor sobre el comportamiento termohidraulico. Lo anterior se debe a que el flujo de calor
suministrado es el mismo, independientemente de que la distribucion del flujo de calor sea diferente
(ver Seccion 2.2.3). Esto comprueba que el modelo a dos fluidos 1D ha sido correctamente
implementado. Sin embargo, el tipo de distribucion del flujo de calor si impacta de manera
importante sobre los campos y gradientes de temperatura en el tubo absorbedor, como se discutira
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mas adelante.

Para el caso particular de la presion a la salida, la cual es una CF en ambos simuladores, los
resultados coinciden bastante bien (Figura 6.1). Los resultados son consistentes con la fisica del
problema, ya que la presion local tiende a disminuir conforme el fluido recorre la tuberia. Sin
embargo, el simulador desarrollado (con ambas distribuciones de flujo de calor) predice una
presion ligeramente menor en la entrada con respecto al simulador RELAPS5, lo que redunda en
una menor caida de presion subestimandola en 1.0 %. Es congruente que haya una menor caida de
presion con el simulador desarrollado por las siguientes razones: (1) el simulador desarrollado
predice una velocidad menor de la fase gaseosa (Figura 6.2, izquierda) lo que ocasiona que las
caidas de presion a causa de las fuerzas de friccion en la pared resulten menores; (2) la velocidad
de la fase liquida predicha con el simulador desarrollado es mayor que la predicha por RELAP5
(Figura 6.2, derecha), lo que hace que la velocidad relativa (diferencia de velocidades de las fases)
calculada con el simulador desarrollado sea menor y por ende las pérdidas de presion debido a la

friccion interfacial.
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Figura 6.1. Comparacion de perfiles de presion en el captador 9 obtenidos empleando ambos simuladores y ambas

distribuciones del flujo de calor.

Es necesario comentar que con ambos simuladores se considera que ambas fases entran a la tuberia
a la misma velocidad (condiciones de frontera, ver Seccién 3.2.1.4). Conforme la mezcla bifasica

fluye por el interior de la tuberia calentada, la velocidad del vapor se incrementa y la velocidad de
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la fase liquida disminuye (primero abruptamente y después de una manera mas suave). EI hecho
de que la velocidad del vapor se incremente (contrariamente a la velocidad del liquido) se debe al
incremento del flujo masico del vapor en virtud de la generacion de vapor (evaporacion de la fase
liquida, ver Figuras 6.3 y 6.4). Los porcentajes de desviacion entre de la velocidad a la salida
obtenidos con el simulador propio y RELAPS son del orden de 0 % y 5 % para las velocidades de

las fases vapor y liquida, respectivamente.
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Figura 6.2. Comparacion de los perfiles de las velocidades de cada fase en el captador 9 obtenidos empleando ambos

simuladores y ambas distribuciones del flujo de calor: vapor (izquierda) y liquido (derecha).

En la Figura 6.3 se observa que, en general, conforme el fluido fluye a través del tubo absorbedor
se produce vapor, elevando la fraccion de vacio y por ende la calidad del flujo. No obstante, la
Figura 6.3 muestra también que al inicio del captador los perfiles de la fraccion de vacio y la calidad
presentan una caida abrupta, lo cual puede deberse al efecto de la longitud de entrada. Para el
simulador desarrollado, esa caida es méas abrupta que para RELAPS. La caida drastica de los
valores de la fraccion de vacio y la calidad, a la entrada de la tuberia, se relaciona con la CF a la
entrada, ya que la fraccion de vacio a la entrada se calcula considerando una mezcla de agua/vapor
en la que ambas fases tienen la misma velocidad a la entrada y por otra parte sus densidades son
las correspondientes a la presion de entrada calculada. Para los siguientes volimenes de control, la
fraccion de vacio se determina por medio de la metodologia planteada en la Figura 3.5, siguiendo
la tendencia esperada (incrementa) conforme el fluido avanza a lo largo de la tuberia. Por otra parte,
la calidad del flujo se determina a partir de los flujos masicos de ambas fases (producto de la
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velocidad, densidad y fraccion de vacio de la fase). Para ambos parametros presentados en la Figura
6.3 se muestran los dos criterios que se tienen para determinar el comienzo del PF dryout, la

fraccion de vacio de 0.992 y la calidad del inicio del dryout (xg;).

I 0.28

0995 P L
- 0.96

~0.89 |- - |
084

0.985 0.92

RELAPS
— — — — Simulador propic - DUFC
— — — - Simulador propio - DNUFC

RELAPS
=— =— — = Simulador prapio - DUFC
— — — — Simulador propio - DNUFC

==

0.9

—F=

0.88
L Ll | I i | M | I | L IR R R ST SN SR T L ]
400 405 210 415 420 425 400 405 410 415 420 425
L (m) L (m)

Figura 6.3. Comparacion de los perfiles de la fraccion de vacio (izquierda) y la calidad (derecha) en el captador 9

obtenidos empleando ambos simuladores y ambas distribuciones del flujo de calor.

La generacién de vapor es un término empleado directamente en las ecuaciones de conservacion.
En el modelo implementado solo se considera generacion de vapor en la pared, ya que la
transferencia de calor interfacial se asume despreciable y por ende la generaciéon de vapor en la
interfase. La generacion de vapor obtenida con el simulador desarrollado es ligeramente mayor
(Figura 6.4) que la obtenida con el simulador RELAP5, lo que produce que la fraccion de vacio y
calidad sean un poco mayores. La desviacion entre la generacién de masa promedio obtenida con
respecto a RELAPS es del 0.3 %.

23 Este criterio se muestra en la Tabla 3.5.
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Figura 6.4. Comparacion de los perfiles de la generacién de vapor en el captador 9 obtenidos empleando ambos

simuladores y ambas distribuciones del flujo de calor.

La comparacion de los perfiles del CTC obtenidos con ambos simuladores se muestra en la Figura
6.5, donde ademas se incorporan los valores de los CTC de cada fase. Mientras que las
comparaciones de los modos de transferencia de calor y los PF se muestran en la Tabla 6.2. En la
Figura 6.5 se aprecia que el CTC bifasico tiene un valor casi constante hasta los primeros 11 m
(aproximadamente) y en los siguientes 10 m disminuye suavemente para después caer
abruptamente a un valor muy bajo (PF dryout con un valor muy cercano al CTC del vapor
sobrecalentado). En los primeros 11 m el valor del CTC de la fase gaseosa es cero ya que no esta
en contacto con la pared, posteriormente el CTC del vapor comienza a crecer mientras que lo
contrario ocurre con la fase liquida (Figura 6.5, derecha). En el Gltimo tramo de este captador los
valores del CTC del liquido han caido subitamente mientras que los del vapor alcanzan sus valores
maximos, pero estos valores son demasiados pequefios comparados con los que tenia la fase liquida
al comienzo de la tuberia e incluso en el tramo intermedio. También se observa un desfasamiento
de metro y medio en el inicio de la caida del CTC predicho por ambos simuladores, presentandose
antes con el simulador RELAPS. Lo anterior se debe a que el simulador RELAPS, justo en la region
entre la caida abrupta del CTC y la curva suave antes del comportamiento casi constante, predice
el modo 6, mientras que el simulador desarrollado no lo predice y por eso cae abruptamente sin

suavizarse (esto se explica un poco més detalladamente méas abajo).

Por otra parte, de acuerdo al modelo de transferencia de calor empleado (Tabla 3.5), el simulador

119



CAPITULO 6. ESTUDIOS DEL FLUJO BIFASICO DRYOUT

desarrollado asume que la pelicula liquida moja toda la superficie interior de la tuberia (PF anular)
hasta que el fluido alcanza una fraccion de vacio de 0.99 dando inicio al PF dryout (conocido
también como anular abierto), tal como lo sugieren Telabi et al. [40] y contemplado de la misma
manera por RELAPS5 (pero definiéndolo incorrectamente como PF estratificado horizontal o liso).
Por esta razén, el modo de transferencia de calor de ebulliciéon nucleada saturada (modo 4, ver
Tabla 5.3) es predicho por ambos simuladores (ver la Tabla 6.2), cubriendo hasta los 420-421 m;
alcanzando una fraccion de vacio mayor a 0.99 (ver la Figura 6.3) desde los 410-411 m. El PF
pasaria de estratificado (como lo predice RELAP) o anular (como se predice en este codigo
considerando el mapa de patrones de flujo de Elsafi [85]) a dryout® (a los 420 m y 410.8 m,
respectivamente). De esa manera, los criterios para identificar el comienzo del PF dryout son: 1)
@y = 0.99 con un modo de transferencia de calor de ebullicion nucleada, y 2) xf10, = x4
determinada con la Ec. (3.22); ver Figura 6.3 (izquierda). Con el simulador desarrollado la caida
del CTC es abrupta, pero con RELAP5 es mas suave debido a que predice la ebullicion de
transicion (modo 6), mientras que el simulador desarrollado no lo llega a predecir. Para ambos
simuladores, los valores predichos del CTC son muy cercanos entre si, antes del dryout, cuando el
modo de transferencia de calor es de ebullicion de pelicula saturada (modo 4). Sin embargo, aunque
ambos simuladores tienen de base las mismas ecuaciones para el calculo del CTC, las diferencias
entre ambos perfiles se deben a ciertos parametros que RELAPS emplea para suavizar el CTC, los
cuales no son del todo claros [130] y afectan considerablemente el valor del CTC. La otra diferencia
se debe a que RELAP5 contempla el modo de transferencia de calor de ebullicién de transicién,

justo donde surge esa caida brusca, suavizando dicha caida.

24 RELAP5 no predice propiamente dryout sino que lo cataloga como estratificado [57]. Sin embargo, si se toman en
cuenta las condiciones para el dryout de una fraccidn de vacio arriba de 0.99 y el modo de transferencia de calor de
ebullicion de transicion saturada, en la Tabla 6.2, RELAPS predeciria el dryout entre 419.8 y 421.2 m.
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Figura 6.5. Comparacion de los perfiles del CTC bifasico (izquierda) y de cada fase (derecha) en el captador 9

obtenidos empleando ambos simuladores y ambas distribuciones del flujo de calor.

Tabla 6.2. Modos de transferencia de calor y patrones de flujo que se presentan en las diferentes secciones del tubo
con ambos simuladores.

Parametros Resultados RELAP5 RELAP5 Simulador
(combinando con desarrollado
los criterios de la

Tabla 3.5)
Modo de 4 400 -419.8 m 400 -419.8 m 400 - 421 m
transferencia 6 419.8-4212m | 419.8-421.2m N/A
de calor 8 421.2-425m 421.2-425m 421 -425m
Anular N/A 400-410.8 m 400 -410.8 m
Patron de Estratificado liso 420-425m N/A N/A
flujo Estratificado ondulado 410.8-419.8m N/A
Dryout N/A 419.8-425m 410.8 - 425

De todos los pardmetros comparados en este estudio para el captador 9, las desviaciones entre
ambos simuladores son pequefias, siendo la méaxima desviacién del 5 % con referencia a la
velocidad del liquido a la salida. Las diferencias entre ambos simuladores pueden deberse a
diferentes factores, por ejemplo, las correlaciones empleadas, errores de truncamiento tanto en las
propiedades del agua/vapor (tablas termodindmicas) como del método numérico y a los criterios

de convergencia empleados.

Por otra parte, de todos los parametros termohidraulicos analizados, no hay afectacion por la

DNUFC, lo cual puede llegar a ser una prueba de que el acoplamiento MTH-MTC ha sido
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implementado de manera correcta. Aungue es de esperarse que la DNUFC tenga un impacto muy
significativo sobre la distribucion de temperatura del absorbedor (Figura 6.6, arriba).

Para ambas distribuciones se distinguen claramente dos zonas, una desde el inicio de la tuberia
hasta cuando el CTC cae abruptamente, la otra zona seria durante y posterior a la caida abrupta
(ver Figura 6.5). A pesar de que en la primera zona también el CTC sufre una pequefia caida (a
partir de L=410 m) su efecto no es tan brusco (ver Figura 6.5). De esa manera en esa zona el flujo
de calor es predominante en la direccion radial para una DUFC mientras que es predominante en
la direccion azimutal para una DNUFC. La transicion entre ambas zonas presenta un fuerte
gradiente de temperatura en la direccion axial con ambas distribuciones, en esta situacion la
conduccion de calor en la direccion axial podria llegar a ser importante y deberia ser tomada en
cuenta en el MTC. Respecto a la segunda zona, nuevamente el flujo de calor es predominante en
la direccion radial para una DUFC, pero para una DNUFC la transferencia de calor es predominante
en la direccién azimutal. De esa manera, una DNUFC causara gradientes de temperatura en la
direccion azimutal (Figura 6.6, abajo)? (a diferencia de una DUFC que no presenta gradientes
térmicos azimutales). En la Figura 6.6 (abajo) se aprecia que conforme el fluido avanza en la
tuberia, el gradiente térmico maximo se mantiene casi constante hasta el punto que el coeficiente
de transferencia de calor cae drasticamente elevando al gradiente térmico a un valor cerca de los
18 K. Aunque respecto a Zarza [8], el gradiente térmico critico es 70 K. Lo anterior manifiesta que
la presencia del patron de flujo dryout con una DNUFC pudiera llegar a presentar condiciones
criticas mayormente cuando el espejo reflector no esté enfocado paralelo al eje vertical o cuando
se tiene tuberias con baja conductividad térmica o CTC bajos (que puede ser resultado de
condiciones de flujos masicos muy pequefios o diametros de tuberias grandes). Mas estudios deben
de ser hechos para poder definir con claridad bajo qué condiciones la presencia de PF dryout junto

con la DNUFC pudieran llegar comprometer la seguridad del tubo absorbedor.

%5 Este gradiente térmico en la direccion azimutal es local y toma como referencia el valor de temperatura minimo en
cada VC axial.
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Figura 6.6. Distribucion de la temperatura en el captador 9 con una DUFC (arriba e izquierda) y DNUFC (arriba 'y
derecha) y gradiente de temperatura en la direccion azimutal de la superficie externa del tubo absorbedor

considerando una DNUFC (abajo)?®.

6.2.2 Captador 10

A continuacion se presentan los resultados obtenidos para el captador 10 con el simulador
desarrollado considerando ambas distribuciones del flujo de calor y de igual manera se comparan

con los resultados obtenidos con el simulador RELAP5 (como referencia). En la Figura 6.7 se

% Se ha tomado para esta grafica que 0° esta justo arriba del tubo y el sentido del angulo es en contra del movimiento
de las manecillas del reloj. Lo mismo para la Figura 6.12.
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puede ver que el perfil de presidn presenta un comportamiento como era de esperarse. El simulador
desarrollado predice una menor presion de entrada, lo que ocasiona una desviacion de la caida de
presion del 6.8 % respecto a la caida de presion de RELAP5. Como se discute mas adelante, el
simulador desarrollado no predice correctamente el comportamiento termohidraulico en la zona
del vapor sobrecalentado cuando transita desde el flujo bifasico (aunque si lo predice bien si se
analiza solo el sobrecalentado), sin embargo si predice de manera aceptable la region bifasica. Es
por eso que se presenta un error muy grande en la caida de presion (ya que la velocidad del vapor
calculada con el simulador desarrollado es mucho menor en la region del vapor sobrecalentado,

ver Figura 5.6).
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Figura 6.7. Comparacion del perfil de presion en el captador 10 obtenidos empleando ambos simuladores y ambas

distribuciones del flujo de calor.

En el captador 10 surge la transicién al vapor sobrecalentado como también puede verse en la
Figura 5.6. En la Figura 6.8 se ve que la velocidad predicha en este trabajo coincide bastante con
RELAPS en la region bifasica. Justo a la entrada, ambas fases tienen la misma velocidad, y después
cada uno se ajusta a su respectivo valor, como ya se ha explicado en la Seccién 6.2.1. También la
velocidad del liquido tiende a ser igual a la velocidad del vapor conforme la fraccion de vacio
tiende a uno. A pesar de que en la region de vapor sobrecalentado no hay fase liquida y por
consiguiente su velocidad no tiene ningln sentido, mas que el pensar que a fracciones de vacio
cercanas a 1, las pequefias gotas de liquido estan siendo arrastradas por la fase vapor a la misma

velocidad del vapor.
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Figura 6.8. Comparacion de los perfiles de la velocidad en el captador 10 obtenidos empleando ambos simuladores y

ambas distribuciones del flujo de calor: vapor (izquierda) y liquido (derecha).

Respecto a la fraccion de vacio (Figura 6.9, izquierda), vemos que es afectada por la longitud de
entrada de la tuberia, donde tiene una caida abrupta para después crecer con una pendiente muy
grande hasta alcanzar el vapor sobrecalentado, donde es uno. Algo similar pasa con la calidad
(Figura 6.9, derecha), aunque el simulador desarrollado es afectado un poco mas por la longitud de
entrada de la tuberia. Todos estos resultados a su vez concuerdan con el hecho de que la generacion
de vapor se vuelve cero cuando empieza el sobrecalentado (Figura 6.10). Adicionalmente, se puede
observar gque la generacién de vapor predicha con el codigo desarrollado, tiene una caida abrupta,
mientras que RELAP5 es mas suave lo cual puede estar muy ligado con las propiedades locales y
a los demas parametros termohidraulicos. RELAP5 predice el secado completamente de liquido
(generacion de vapor) un poco después del predicho en esta tesis.
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Figura 6.9. Comparacion de los perfiles de la fraccion de vacio (izquierda) y la calidad (derecha) en el captador 10
obtenidos empleando ambos simuladores y ambas distribuciones del flujo de calor.
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Figura 6.10. Comparacidn de los perfiles de la generacion de vapor en el captador 10 obtenidos empleando ambos
simuladores y ambas distribuciones del flujo de calor.

A diferencia del captador 9, donde solamente se tiene flujo bifésico y las temperaturas de ambas
fases son la temperatura de saturacion a la presion local (modelo de equilibrio homogeéneo), en el
captador 10 esta la transicién al vapor sobrecalentado. Por lo anterior vale la pena mostrar la
temperatura de la fase gaseosa (Figura 6.11, izquierda). En los primeros VC la temperatura del

vapor es la temperatura de saturacion a la presion local y es casi constante (en comparacion a la

126



TecNM/CENIDET Roger Cundapi, 2021

temperatura en la region de vapor sobrecalentado). Por otra parte, justo cuando comienza el vapor
sobrecalentado, la temperatura del vapor tiende a incrementar, solo que en el codigo desarrollado
el vapor sobrecalentado comienza antes y por eso la desviacion en cuanto al incremento de la
temperatura del simulador desarrollado respecto a RELAPS5 alcanza un valor del 12.9 %, lo cual es
un valor que puede disminuir haciendo mejoras en el simulador desarrollado para la transicion
entre flujo bifasico y vapor sobrecalentado. EI CTC calculado en este trabajo difiere del valor
predicho por RELAP5S (Figura 6.11, derecha) a pesar de utilizar la misma correlacion en la zona
del vapor sobrecalentado (Dittus-Boelter). Sin embargo, dos factores afectan la prediccion del
CTC, el primero de ellos esta directamente relacionada con las tablas termodindmicas, ya que en
esta tesis se uso el software EES para obtener unas tablas de propiedades y luego interpolar,
mientras que RELAPS5 utiliza las formulaciones de la IAPWS-97; el segundo factor, es que es muy
probable que RELAPS5 haya ajustado este valor mediante algin factor de “correccion”, el cual no
lo mencionan tan claramente. Lo anterior ha sido corroborado mediante el analisis de la correlacion
de Dittus-Boelter usando los valores que proporciona RELAPS5 en el archivo de resultados (gréafica

no presentada), el cual no coincide con el CTC que el software imprime en el archivo de resultados.
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Figura 6.11. Comparacién de los perfiles de la temperatura de vapor (izquierda) y del CTC bifasico (derecha) en el

captador 10 obtenidos empleando ambos simuladores y ambas distribuciones del flujo de calor.

Al igual que el captador 9, en el captador 10 no hay afectacion de la DNUFC sobre los parametros
termohidraulicos como se pueden apreciar en las Figuras 6.7-6.11. Y de igual manera que para el
captador 9, el efecto de la distribucion de temperatura depende del tipo de distribucién del flujo de
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calor. Sin embargo, a pesar de que con ambas distribuciones del flujo de calor (DUFC y DNUFC)
se tienen el mismo perfil del CTC (ver Figura 6.11, derecha), la DNUFC afecta a la distribucion

de la temperatura en el tubo absorbedor como se aprecia en la Figura 6.12 (arriba), y por ende

surgen importantes gradientes de temperatura en la direcciéon azimutal (Figura 6.12, abajo).

Figura 6.12. Distribucion de la temperatura en el captador 10 con una DUFC (arriba e izquierda) y DNUFC (arriba 'y
derecha) y gradiente de temperatura en la direccidn azimutal de la superficie externa del tubo absorbedor

considerando una DNUFC (abajo).

Los gradientes térmicos azimutales a lo largo del captador 10 no presentan cambios bruscos de un

volumen de control axial a otro, a pesar que en esta zona se pasa de tener un PF dryout a vapor
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sobrecalentado. Esto se debe a que el fluido entra al captador 10 con un CTC bajo (ver Figura 6.11)
manteniendo una pequefia caida a lo largo de la tuberia y no experimenta una caida abrupta como

en el captador 9. Asi, el gradiente maximo azimutal es alrededor de 20 K a la salida del captador.

Hasta el momento se ha supuesto que el valor del CTC utilizado en el modelo de transferencia de
calor en 2D es el mismo para cada fase y se ha supuesto que el fluido estd completamente mezclado
en el VC, asi que una mezcla bifasica agua/vapor esta en contacto con la pared en cada VC azimutal
de la superficie interna del tubo. De esta manera las distribuciones de temperatura obtenidas solo
dependen del tipo de distribucion del flujo de calor. Sin embargo, en la Seccidn 6.4 se incluyen un

andlisis del impacto que tiene considerar un CTC para cada fase.

6.3 ANALISIS DEL PF DRYOUT

En la Figura 6.13 se presenta el mapa de patrones de flujo obtenido en este trabajo con el modelo
de Elsafi [85] y Wojtan et al. [116-118], para las condiciones de calidad de vapor que se tienen en
los captadores 9 y 10. Las lineas continuas representan las condiciones de transicion entre PF
especificos y la linea roja discontinua indica la velocidad de masa de la mezcla bifasica para el
caso considerado en este estudio (ver Seccion 3.2.2.2). Para este caso se tiene una velocidad de
masa de 315.76 kg/m?s (aproximadamente), para el cual los PF predichos son: 1) anular (primeros
13 m); 2) dryout (durante los siguientes 15 m); y 3) vapor sobrecalentado (para el resto de la tuberia
del captador 10?"). Esto coincide con lo obtenido utilizando el criterio de RELAPS5 (basado en los
modos de transferencia de calor, ver Tabla 3.5), lo cual confirma que los PF predichos son

correctos.

27 El vapor sobrecalentado ya no se muestra en la Figura 6.13 ya que el eje horizontal solo llega hasta la calidad de 1
y a partir de ese valor ya es vapor sobrecalentado.
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Figura 6.13. Mapa de patrones de flujo obtenido mediante el modelo de Wojtan et al. [116-118].

En la Figura 6.14 se observa que conforme se incrementa la fraccion de vacio a lo largo de los
captadores 9 y 10, el angulo de mojado (fase liquida) disminuye marcadamente en la region del PF
dryout. En cambio, se observa que la disminucion del espesor de la pelicula de liquido es méas
pronunciada en la region del PF anular. Es decir, conforme la fraccion de vacio se incrementa, no
hay afectacion del angulo de mojado en el PF anular (360°), pero si disminuye el espesor de la
pelicula (ver también la Figura 6.16, izquierda). Sin embargo, en la region del PF dryout (donde el
angulo de mojado es menor que 360°) pasa lo contrario (ver Figura 6.16, derecha), el angulo de
mojado disminuye mientras que el espesor de pelicula sufre un pequefio engrosamiento, ya que el
espesor de la pelicula depende del angulo de mojado y de la fraccion de vacio (Ec. (3.19)), los
cuales no cambian en la misma proporcion y eso hace que la pelicula del dryout se seque en
direccién azimutal y no en direccion radial. Por otra parte, como se puede ver en la Tabla 3.1, el
angulo de secado para el PF dryout se calcula mediante una interpolacion lineal de los angulos de

secado ( 64, ) de los PF previo y posterior (para este caso particular se tienen los PF anular y

sobrecalentado, respectivamente). Para un mejor modelado de este espesor de pelicula, se podria
considerar que el angulo de mojado tiene una disminucién no lineal pero con concavidad hacia
abajo, ya que eso ocasiona un menor incremento del angulo de secado originando menor espesor

de pelicula.
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Figura 6.14. Perfiles axiales del &ngulo de mojado, la fraccion de vacio, del espesor de la pelicula del liquido y de los
PF predichos con el simulador desarrollado.

En la Figura 6.15 se presenta la evolucion del secado de la pelicula del liquido (y del angulo de
secado) asi como la distribucion de las fases en diferentes secciones transversales del tubo

absorbedor. Dicha evolucidn es consistente con lo presentado en la Figura 6.14 y su discusion.

131



CAPITULO 6. ESTUDIOS DEL FLUJO BIFASICO DRYOUT

L=403m L=408m

L =406m
25

Y (mm)
Y (mm)
Y (mm)

1 1
10 15 20 25

1 1
10 15 20 25 - -20 16 -10 -6 [} 5 10 15 20 25
X (mm)

L=411m L=414m s L=417m

E E £
E = £
> - >
a5 L Lo 1 1 . 25k 1 1 1 1
-25 20 -15 10 10 15 20 25 = 20 -15 -0 -5 O 5 10 15 20 25 -25 20 -15 -10 10 15 20 25
X (mm)
L=419m L=422m L=425m
25 25¢
€ € €
£ E £
> > >
.25 L 1 1 1 1 Il 1 1 1 1 1
-5 20 15 10 5 0 5 10 15 20 25 - 20 -15 10 -5 O 5 10 15 20 25 20 15 10 -5 O 5 10 15 20 25
X (mm) X (mm) X(mm)
L =429m
25
Vapor
. .
Liquido
E
E
>

5 10 15 20 25

20 15 -0 5 O
X (mm)

Figura 6.15. Evolucion del espesor de la pelicula (aumentado 20 veces) y del angulo de secado a lo largo de los tubos
absorbedores de los captadores 9 y 10.
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Figura 6.16. Espesores de pelicula de liquido en diferentes secciones transversales a lo largo de las regiones

ocupadas por PF anular (izquierda) y dryout (derecha), aumentados 20 veces.

Cabe destacar que el hecho de considerar al PF dryout con una geometria de semi pelicula anular
no afecta al modelo termohidraulico, pero si al modelo térmico, porque el perimetro de contacto
entre la superficie interna del absorbedor y cada fase seria diferente. La configuracion geométrica
del PF dryout no tiene en realidad un espesor de pelicula constante en la direccién radial, por lo
que un modelo mas apegado a la verdadera configuracién geomeétrica del PF dryout podria mejorar
los resultados. Esto dltimo conlleva a la necesidad de realizar mas estudios, principalmente

experimentales.

Debido a que se ha considerado que el valor del CTC utilizado en el modelo de transferencia de
calor en 2D es el mismo para cada fase y que el fluido esta completamente mezclado en el VC, se
establece entonces que una mezcla bifasica agua/vapor esta en contacto con la pared en cada VC
azimutal de la pared interna del tubo. Sin embargo, siendo mas rigurosos, en el modelo de
conduccion de calor del tubo se debe considerar que ambas fases tienen diferentes CTC asi como
diferentes temperaturas. La consideracion de un CTC para cada fase si fue establecida en los
modelos termohidraulico y térmico desarrollados en esta tesis (Secciones 6.4 y 6.5), mientras que

considerar diferentes temperaturas para cada fase esta fuera del alcance de este trabajo.

La consideracion de no equilibrio térmico afectaria a la energia transferida a cada fase (y a la
transferencia de calor y masa en la interfase) y en cierta medida la temperatura del vapor seria

mayor que la del liquido, como Cundapi et al. [14] lo muestran en sus resultados. A su vez, esto
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traeria como consecuencia una mayor temperatura en la pared del tubo en contacto con el vapor.
Aunque en este trabajo se considera que ambas fases tienen la misma temperatura (temperatura de
saturacion a la presion local), el modelo de transferencia de calor en la pared es capaz de determinar

un CTC para cada fase, que a su vez también son comparados con RELAPS.

6.4 DETERMINACION DE LOS CTC PARA CADA FASE

En la literatura generalmente se considera que en la regién de vapor sobrecalentado se presentan
los méaximos gradientes de temperatura en la direccion azimutal [74], en algunos otros estudios
afirman que es en la region del PF estratificado [8]. Sin embargo, como se puede observar para el
caso analizado (que no sera diferente para otros casos), los valores maximos de los gradientes de
temperatura en la zona del PF dryout son mayores a los obtenidos en la regién de vapor
sobrecalentado (Figuras 6.6 y 6.12). El hecho de que en la zona de vapor sobrecalentado con una
DNUFC se tengan grandes gradientes de temperatura se debe al bajo CTC del vapor y ala DNUFC,
pero en el PF dryout se tienen dos fases con distintos CTC y eso ocasiona una transferencia de
calor desigual entre la superficie interna del tubo y cada fase, influyendo sobre los gradientes de
temperatura en la direccién azimutal. Asi que, como en el PF dryout se tienen dos CTC (uno para
cada fase), el valor del CTC es variable en las direcciones azimutal y axial. La variacion azimutal
del CTC se debe al valor del CTC de la fase en contacto con la pared (Figura 6.5, derecha), donde
el angulo de contacto de cada fase se determina mediante el enfoque presentado en la Seccién 3.2.3.
Para visualizar esta situacion, en la Figura 6.17 (izquierda y derecha) se presenta la distribucion
del CTC en funcion de cada fase en contacto con la superficie interna del absorbedor. Ademas en
esta imagen se distinguen dos PF, el primero correspondiente al anular, donde solo el liquido moja
la pared del tubo, como también puede verse en la Figura 6.15; y el segundo al dryout, en donde el
anillo no cubre completamente la superficie interna del absorbedor. Para este PF las dos fases estan
en contacto con la pared, donde el CTC del liquido y el area de contacto con la pared son mayores
para el liquido que para el vapor; lo que hace que la transferencia de calor hacia el liquido sea
mucho mayor con respecto al vapor. Conforme se avanza en el PF dryout, el flujo de calor hacia el
vapor va incrementando y lo contrario sucede para el liquido. Pero llega un punto en el cual el
angulo de secado del PF dryout es bastante considerable y que para esas condiciones el CTC de la

fase liquida es mas pequefia que el del vapor y justo alli se alcanzan los valores maximos de
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gradientes de temperatura (ver Figura 6.5). EI CTC del liquido llega a ser muy inferior al del vapor

en esta zona ya que la fraccién de vacio de la fase liquida esté cercana a cero.

Por otra parte, para ver como el hecho de considerar un CTC para cada fase afecta a los gradientes
de temperatura del captador 9, comparese la Figura 6.6 (abajo) con la Figura 6.17 (abajo). Se
aprecia un incremento del gradiente de temperatura maximo en la direccion azimutal desde 18 K

(CTC uniforme) a 29 K (aunque este valor podria crecer mas en algunos casos) al considerar un
CTC para cada fase.
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Figura 6.17. Distribucion del CTC (izquierda y derecha) y del gradiente de temperatura (abajo) en la pared externa

del absorbedor del captador 9.
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Por otra parte, en los primeros 5 m del captador 10 se tiene un PF dryout (Figura 6.18). Pero justo
alli se presentan unos valores atipicos del CTC debido a las influencia que la longitud de entrada
(ver también Figura 6.12, derecha). Despues del PF dryout se aprecia al vapor sobrecalentado con
un CTC completamente uniforme. Observandose que los gradientes de temperatura en el
absorbedor llegan a ser mayores en el PF dryout. Se aprecia un incremento del gradiente de
temperatura méximo en la direccion azimutal desde 18 K a 25 K (aproximadamente) al considerar

un CTC para cada fase en el PF dryout.
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Figura 6.18. Distribucion del CTC (izquierda y derecha) y del gradiente de temperatura (abajo) en la superficie

externa del absorbedor del captador 10.

Adicionalmente se podria considerar que ambos fluidos tienen diferente temperatura, sin embargo,
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esto esta fuera del alcance de esta tesis?®. De acuerdo a los estudios de Cundapi et al. [14], en la
region bifasica cercana al vapor sobrecalentado el vapor puede presentar una temperatura alrededor
de 5 K por arriba de la temperatura del liquido (en ciertos casos); para las condiciones que ellos
estudiaron y para las cuales predijeron el flujo dryout. Entonces, de haberse considerado no
equilibrio térmico en este trabajo, se hubiera obtenido una temperatura ain mayor en la pared del
absorbedor en contacto con el vapor, elevando el gradiente de temperatura azimutal. Lo anterior
indica que es necesario que se siga estudiando més a fondo el comportamiento de los gradientes de
temperatura en el absorbedor en la zona del dryout, e incluso utilizar modelos mas reales para el

angulo de secado y para los CTC en el flujo bifésico, y comparandolos con datos experimentales.

6.5 ESTUDIO PARAMETRICO CON DNUFC

Se presenta un estudio paramétrico para ambos captadores con la finalidad de determinar los
maximos gradientes de temperatura que se presentan en los tubos absorbedores a causa de la
presencia del PF dryout; ya que gradientes térmicos muy elevados ponen en riesgo la seguridad del

sistema.

La primera parte de los estudios se centra en el captador 9, mientras que la segunda parte se enfoca

en el captador 10.

En los casos analizados en la Seccién 6.2 no se considera un CTC para cada fase. Sin embargo,
cuando se presentan los PF dryout, estratificado liso o estratificado ondulado es importante que
sean considerados. Es por ello que para el analisis paramétrico, se toma en cuenta un CTC para
cada fase. El andlisis paramétrico se hace para la conductividad térmica, el &ngulo del seguimiento
solar?® y la DNI. Para el primero se consideran los materiales de la Tabla 6.3. Para el angulo del
seguidor solar se consideran 0, 30, 60 y 90° (ver Figura 2.5). Por otra parte, la DNI se varié de 708

2958 W/m? cada 50 W/m?.

28 Sin embargo, el codigo funcionaria también para no equilibrio térmico si se incorporaran las ecuaciones de cerradura
del CTC interfacial para todos los PF y sus transiciones.
29 Para este caso se considera que el angulo del seguidor solar es independiente del angulo de incidencia.
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Tabla 6.3. Materiales considerados para el estudio del efecto de la conductividad térmica.

Material k, (W/mK)
Material A 18
Material B 28
Material C 38
Acero ferritico Ec. (2.18)
Acero inoxidable Ec. (2.19)

6.5.1 Estudio paramétrico para el captador 9

Una vez verificados los resultados del MTH comparando con RELAPS, se analizaron los resultados
del modelo desarrollado considerando flujo de calor uniforme y no uniforme. De lo anterior se
observo que estas dos distribuciones de flujo de calor no afectan al MTH, siempre y cuando el flujo
de calor neto sea el mismo para ambos casos (ver Seccion 2.2.3). Es por ello que las variables
analizadas en esta seccion son, mayormente, las relacionadas con el MTC. Se emplea un valor de
la eficiencia térmica del 91.13 %, y la DNUFC descrita en la Seccion 2.2.3. Estas consideraciones
son hechas para realizar el estudio paramétrico para la conductividad térmica del absorbedor, el

angulo del seguimiento solar independiente del angulo de incidencia y la DNI.

6.5.1.1 Efecto de la conductividad térmica del absorbedor

Para los casos previamente analizados se considerd que la conductividad térmica del absorbedor
es independiente de su temperatura, pero en la realidad no es asi. De hecho la conductividad térmica
considerada previamente (38 W/m?K) no corresponde a la del sistema DISS® en el rango de
temperaturas que se obtuvieron en la Seccién 6.2. Si la conductividad térmica es dependiente de la
temperatura, el campo y los gradientes de temperatura seran afectados. A continuacion se
consideran diferentes materiales con conductividades térmicas diferentes (ver Tabla 6.3) para
analizar de qué manera influyen estos sobre los gradientes térmicos del absorbedor. La eficiencia
térmica se asume de 91.13 % en todos los casos, que es el valor de eficiencia térmica para el caso

de flujo de calor uniforme.

En la Figura 6.19 se muestran los perfiles azimutales de temperatura en la superficie externa del
absorbedor, a la salida del captador 9, considerando los materiales de la Tabla 6.3. Como era de

esperarse, cuando la conductividad térmica es menor (Material A) se obtienen temperaturas

30 En el trabajo de Serrano et al. [28] puede verse como han considerado una conductividad térmica del absorbedor de
38 W/m?K.
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mayores en la zona de concentracion (¢ = 270°) y temperaturas menores en la zona de no

concentracion (¢ = 90°). Esto Gltimo se debe a que una conductividad térmica mayor propicia un

mayor flujo de calor en las direcciones azimutal y radial de la pared del absorbedor, lo cual

disminuye los gradientes de temperatura azimutales, por ende en la zona de no concentracién se

presenta una menor diferencia de temperatura con respecto al lado de concentracion. Cabe destacar

que a pesar de que las conductividades térmicas de los aceros ferritico e inoxidable dependen de la

temperatura, para los intervalos de temperatura obtenidos las conductividades térmicas se

mantienen casi constantes (ver Figura 6.20).
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Figura 6.19. Perfiles de temperatura en la superficie externa del absorbedor a la salida del captador 9, considerando

diferentes materiales (izquierda), y un acercamiento en la zona de no concentracion (derecha).
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Conductividad térmica
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Figura 6.20. Conductividades térmicas para ambos aceros en el intervalo de temperaturas del captador 9 (ver la

Figura 2.6 para un intervalo mas amplio de temperaturas).

Respecto a la temperatura de la superficie interna del absorbedor, la conductividad térmica influye
de igual manera. Solo que hay un incremento considerable de la temperatura en la zona de
concentracion (Figura 6.21, izquierda), ya que justo alli el perimetro de contacto de la pared con el
liquido es menor con respecto al del vapor y la DFCNU es méaxima. Sin embargo, en todo el

perimetro, la temperatura de la superficie exterior es mayor que la superficie interior.
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Figura 6.21. Perfiles de temperatura en la superficie interna del absorbedor a la salida del captador 9, considerando

diferentes materiales (izquierda), y un acercamiento en la zona de concentracion (derecha).
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En la Figura 6.22 se nota como efectivamente la conductividad térmica afecta considerablemente
el valor del maximo gradiente de temperatura en la direccion azimutal. Para la pared interna, una
conductividad térmica menor origina mayores gradientes de temperatura en todo el captador 9,
siendo aun mas grandes en la zona del flujo dryout donde el CTC tiene su caida abrupta (ver Figura
6.17). Mientras que en la superficie interna con la presencia de los PF anular y comienzo del dryout,
no parece haber afectaciones, sin embargo justo al final del flujo dryout los méaximos gradientes de
temperatura incrementan considerablemente para todos los materiales considerados. La Figura 6.23
muestra las distribuciones del gradiente térmico para la superficie externa e interna del captador 9
considerando acero ferritico y acero inoxidable. Y como se aprecia en dicha imagen, el gradiente
de temperatura casi se mantiene constante en los primero 20 m (que corresponden a los PF anular
y comienzo del dryout), sin embargo, al final del PF dryout esos gradientes térmicos crecen
considerablemente, siendo mayores para el acero inoxidable, el cual alcanza valores cercanos a los
40 K en la superficie externa del absorbedor. Un comportamiento similar, aunque con magnitudes
diferentes, seria obtenido con cualquiera de los otros materiales de la Tabla 6.3.
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Figura 6.22. Perfiles axiales de los maximos gradientes de temperatura en la direccién azimutal sobre las superficies

externa (izquierda) e interna (derecha) del absorbedor del captador 9, considerando diferentes materiales.
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Figura 6.23. Distribucion de temperatura 3D en la pared externa (izquierda) y en la pared interna (derecha) del

absorbedor del captador 9 usando acero ferritico.

6.5.1.2 Efecto del &ngulo del seguidor solar ()

Es esta seccion se supone que solo el espejo reflector se mueve y que la radiacion solar directa y el
angulo de incidencia permanecen iguales. Esto con la finalidad de evaluar de una manera
independiente la influencia que tendria la variacion del seguidor solar. De otra manera, las
influencias del coseno y del modificador del angulo de incidencia afectarian el valor de la radiacion
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solar y el efecto del angulo del seguidor solar no seria imparcial. Asi, cuatro diferentes angulos del
seguidor solar son considerados i = 0°, 30°, 60°y 90°, los cuales pueden verse en la Figura 2.5.
Por otra parte, el material del absorbedor es acero ferritico (conductividad térmica dada por la Ec.
(2.18)).

Con base a la discusion del comportamiento del CTC en la Seccién 6.3. Se nota que una DNUFC
tiene una influencia muy fuerte en la distribucion de la temperatura en el tubo y en consecuencia
en el méximo gradiente de temperatura. A su vez, tomando como referencia la Figura 6.23, en la
cual se considera acero ferritico y ¥ = 0°, es de esperase que ¥ no afecte a la distribucion de
temperatura en la zona del flujo anular debido al CTC uniforme. Pero en la zona del flujo
estratificado ondulado y del dryout, habra una afectacién de la distribucion de temperatura. En la
Figura 6.24 se presenta el perfil azimutal de la temperatura a la salida del captador 9, en el cual se
tiene flujo dryout. En dicha figura puede verse el efecto que iy tiene sobre los valores de la
temperatura y su distribucion. Para ¥ = 0° y ¢ = 30 se llegan a tener la maxima temperatura en
la zona de concentracion en la superficie externa del absorbedor, aunque y = 0° afecta méas a los
gradientes térmicos. Mientras que en la superficie interna, se presenta ain una mayor afectacion
(aunque de magnitud menor que en la superficie externa) en las temperaturas de la parte inferior
del absorbedor debido al CTC y la DNUFC para todos los valores de i, alcanzando el valor

maximo con y = 0°.
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Figura 6.24. Perfiles azimutales de la temperatura sobre las superficies externa (izquierda) e interna (derecha) del

absorbedor a la salida captador 9, considerando diferentes angulos del seguidor solar.
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Por otra parte, en la Figura 6.25 se muestra la influencia que tiene y en el valor maximo del
gradiente de temperatura en las superficies externa (izquierda) e interna (derecha). Como era de
esperarse, ¥ no muestra tener ninguna influencia sobre el gradiente maximo de temperatura en la
zona con flujo anular (primeros 10 m aproximadamente) debido al CTC uniforme. Pero justo
cuando comienza el PF dryout, hay un incremento de los gradientes de temperatura, siendo mayor
para 1 = 90°, en ambas superficies. Esto es debido a que el minimo CTC (correspondiente al
vapor) se encuentra en la parte superior del tubo, asi que conforme y incrementa, la concentracion

de calor cerca de esa zona es cada vez mayor.
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Figura 6.25. Perfiles axiales de los méximos gradientes de temperatura en la direccién azimutal sobre las superficies
externa (izquierda) e interna (derecha) del absorbedor del captador 9, considerando diferentes angulos del

seguimiento solar.

6.5.1.3 Efecto del DNI

Cinco valores diferentes del DNI son considerados: 708, 758, 808, 858, 908 y 958 W/m?. Para
este andlisis se podria considerar que las pérdidas de calor dependen de la temperatura del tubo, lo
cual haria que la eficiencia del captador sea menor a mayor DNI, sin embargo, en este caso se
seguira usando la eficiencia térmica constante. A su vez, se consideran los demas datos de las
Tablas 5.1-5.2 y que el material del tubo es acero ferritico (conductividad térmica dada por la Ec.
(2.18)).

En la Figura 6.26 (izquierda) se aprecia el perfil de la presion para diferentes DNI, pero debido a
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los valores de presion que se manejan, no se percibe cambio alguno. Es por eso, que en la Figura
6.26 (derecha) se presenta la caida de presion para cada DNI, en donde se nota que la caida de
presion es mayor conforme la DNI se incrementa, lo cual era de esperarse ya que se produce mas

vapor. Cabe recordar que la presion a la salida se considera fija mientras que la presién a la entrada

se calcula.
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Figura 6.26. Efecto del DNI sobre el perfil axial de la presion (izquierda) y las caidas de presion totales (derecha) en

el captador 9.

Por otra parte, la velocidad del vapor se incrementa conforme el DNI incrementa, mientras que lo
contrario ocurre con la velocidad del liquido, como se muestra en la Figura 6.27, ya que una DNI
mayor se genera una mayor generacion de vapor. Lo anterior se ve en la Figura 6.28 (izquierda),
observando ademaés que la DNI impacta directamente en la generacién de vapor, y por tanto en la

calidad a la salida como se nota en la Figura 6.28 (derecha).
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Figura 6.27. Perfiles axiales de las velocidades del vapor (izquierda) y liquido (derecha) en el captador 9 para
diferentes DNI.
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Figura 6.28. Perfiles axiales de la generacion de masa (izquierda) y la calidad a la salida (derecha) del captador 9

para diferentes DNI.

Otra variable muy importante que es afectada con la DNI es el CTC, ya que los parametros
termohidraulicos son afectados y el CTC depende de ellos. En la Figura 6.29 (izquierda) se observa
como la DNI afecta en las longitudes donde cada PF se presenta (anular y dryout) afectando por lo
tanto el comportamiento del CTC (comienza a disminuir antes aunque con una pendiente similar

aunque desfasados entre si). En la Figura 6.29 (derecha) se aprecia el angulo del secado de la
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mezcla (nuevamente se distinguen los dos PF), aprecidndose que a mayor DNI el incremento del
angulo de secado es mayor, ya que se incrementa la generacion de vapor (ver Figura 6.28) y el
comienzo del PF dryout se da a una menor longitud respecto a la entrada. De todos los valores de
DNI analizados, para 708 y 758 W/m?no se cumplen las condiciones para las caidas criticas del

CTC en el PF dryout en el captador 9. Aunque es de esperarse que en el captador 10, si haya una
caida abrupta del CTC.
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Figura 6.29. Perfiles axiales del CTC bifésico (izquierda) y del angulo del dryout (derecha) del captador 9 para
diferentes DNI.

En el modelo de la transferencia de calor pared-fluido utilizado y en el acoplamiento MTH/MTC,
el espesor de la pelicula no tiene impacto alguno sobre el CTC de cada fase, pero el angulo de
secado de la pelicula si, ya que a partir de él se determinan los VVC de la pared en contacto con cada
fase y asi determinar el CTC local. Por otra parte, el punto donde se determina el inicio del flujo
dryout esta dado por el enfoque de Elsafi [85] combinado con el criterio de a, = 0.99, mientras
las ecuaciones para el CTC se basan en el modo de transferencia de calor pared—fluido de la Tabla

3.5 y los angulos de secado y mojado se determinan mediante las ecuaciones presentadas en la
Seccion 3.2.3.

El gradiente térmico azimutal maximo que se presenta a lo largo del captador 9 se muestra en la
Figura 6.30. Relacionando esta figura con la Figura 6.29 (izquierda) se puede apreciar que cuando

la DNI se incrementa, se tiene un menor CTC en el PF dryout, lo que causa que los gradientes de
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temperatura méximos se incrementen. Generalmente los sistemas de GDV (por ejemplo el sistema
DISS) regulan el flujo mésico de entrada respecto a la DNI con la finalidad de incrementar el CTC
y evitar el sobrecalentamiento de los tubos absorbedores. En la Figura 6.30 se presentan los
gradientes de temperatura azimutales maximos respecto a la DNI, considerando que el flujo masico
es 0.62 kg/s. Se aprecia que a mayor DNI el PF dryout inicia antes, lo que hace que los gradientes
maximos que se producen estén presentes en una mayor parte de la tuberia. Como una DNI mayor
produce un CTC menor (Figura 6.29, izquierda) se obtienen gradientes de temperatura maximos
mayores. Para los casos particulares de una DNI de 708 y 758 W/m?, la ausencia del PF dryout se

manifiesta en un bajo gradiente de temperatura maximo en la direccion azimutal a lo largo de toda

la tuberia.
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Figura 6.30. Perfiles axiales de los gradientes azimutales méximos de temperatura en la superficie exterior del
absorbedor del captador 9 para diferentes DNI.

Como se puede observar, la conductividad térmica, el angulo del seguidor solar y la DNI afectan a
los gradientes maximos en la direccion azimutal. La conductividad térmica los afecta en cuanto a
que a mayor conductividad térmica se tienen gradientes de temperatura menores. Mientras que el
angulo del seguidor solar impacta sobre los gradientes de temperatura siempre y cuando se coincida
en que en la zona de mayor concentracion se tenga un CTC menor en la fase al interior de la tuberia.
Por otra parte, el Unico parametro, del estudio paramétrico, que ademas de afectar a los gradientes
térmicos del absorbedor también afecta la presencia del PF dryout es la DNI. Este Gltimo parametro

cuando es mayor ocasiona que la presencia del PF dryout se adelante y que también disminuya su
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CTC, generandose gradientes térmicos mayores. Ademas se afectan todos los demas parametros
termohidréaulicos (presion, velocidades de las fases, generacion de vapor, entre otros).

El hecho de considerar un CTC para cada fase repercute en que las temperaturas de los VC de la
superficie interna del absorbedor, en contacto con la fase de menor CTC, se incrementen
considerablemente. Estas temperaturas podrian ser ain mayores si ademas en esos VC se tuvieran

las mayores concentraciones de energia solar.

6.5.2 Estudio paramétrico para el captador 10

Se analiza el efecto de los mismos parametros considerados para el captador 9 (Seccion 6.5.1), con
las condiciones establecidas en la Tabla 6.1 y las condiciones base de la Tabla 5.1. Recordando

que la eficiencia térmica se considera constante e igual a 91.13 %.
6.5.2.1 Efecto de la conductividad térmica del absorbedor

En la Figura 6.31 se muestran los perfiles azimutales de temperatura en la superficie externa a la
salida del absorbedor 10, considerando los materiales de la Tabla 6.3. Ordenando los materiales de
acuerdo a su conductividad térmica (de mayor a menor), resulta en el siguiente orden: acero
ferritico, material C, material B, acero inoxidable y material A. Se observa que a mayor
conductividad térmica, las temperaturas alcanzadas en el absorbedor son menores en la zona de
concentracion; mientras que en la zona de no concentracion ocurre lo contrario. Como se explico
en la Seccién 6.5.1.1, una mayor conductividad térmica propicia el flujo de calor en ambas
direcciones (azimutal y radial), lo que hace que los gradientes de temperaturas azimutales sean
menores. Mismo comportamiento cualitativo que en el captador 9, pero obteniéndose mayores
temperaturas por ser la regién de vapor sobrecalentado para el cual el CTC es muy bajo y la

temperatura del fluido es muy elevada.
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Figura 6.31. Perfiles azimutales de temperatura en la superficie externa del absorbedor del captador 10 a la salida,

considerando diferentes materiales (izquierda), y una acercamiento en la zona de no concentracién (derecha).

Para los intervalos de temperatura manejados en el captador 10, las conductividades térmicas de

ambos aceros se mantienen casi constantes como se puede ver en la Figura 6.32.

Conductividad térmica
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Figura 6.32. Conductividades térmicas para ambos aceros en el intervalo de temperaturas del captador 10 (ver la

Figura 2.6 para un intervalo mas amplio de temperaturas).

Respecto a la temperatura de la superficie interna del absorbedor, la conductividad térmica del

material influye de igual manera que para la temperatura externa como puede apreciarse en la
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Figura 6.33. El hecho de que se tenga vapor sobrecalentado a la salida evita que el perfil azimutal

de temperatura tenga esas subidas tan pronunciadas que no coincide con el perfil LCR, a diferencia

de lo que sucede en la seccion a la salida del captador 9 (Figura 6.21), a pesar de que el vapor

sobrecalentado tenga un CTC menor que el que se tiene en el PF dryout (Figura 6.11, derecha).
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Figura 6.33. Perfiles azimutales de temperatura en la superficie interna del absorbedor en la seccion de salida del

captador 10, considerando diferentes materiales (izquierda), y un acercamiento en la zona de mayor concentracion

(derecha).

La influencia de la conductividad térmica del material sobre el perfil axial del maximo gradiente

azimutal de temperatura se muestra en la Figura 6.34. Se observa claramente la presencia del PF

dryout (en los primeros 4 m, aproximadamente) y del vapor sobrecalentado (en el resto de la

tuberia). Los maximos gradientes de temperatura en el PF dryout son mayores a los presentados en

el vapor sobrecalentado (en ambas superficies del absorbedor). Estos gradientes son producidos

por las caidas en los valores de los CTC de ambas fases en esta region (ver Figura 6.18). Lo anterior

se debe a los diferentes CTC para cada fase del PF dryout, mientras que en el vapor sobrecalentado

se tiene un solo CTC, lo cual uniformiza el flujo de calor pared-vapor. En la Figura 6.34 también

se puede observar que una mayor conductividad térmica origina que los maximos gradientes de

temperatura en la direccion azimutal sean menores.
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Figura 6.34. Perfiles axiales de los maximos gradientes de temperatura en la direccion azimutal sobre las superficies

externa (izquierda) e interna (derecha) del absorbedor del captador 10, considerando diferentes materiales.

En funcién de los rangos de temperatura y los gradientes térmicos alcanzados en este estudio, se
concluye que el acero ferritico es el mas recomendable entre los cinco materiales analizados y es
por eso que solo para este caso se presenta el campo de los gradientes térmicos (Figura 6.35, arriba).
En contraste con el acero inoxidable que presenta una menor conductividad térmica (menos de la
mitad del acero ferritico), lo cual origina gradientes de temperatura de casi 40 K (en la region
dryout) y de 30 K en el vapor sobrecalentado (Figura 6.35, abajo)
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Figura 6.35. Distribucion del gradiente de temperatura en las superficies externa (izquierda) e interna (derecha) del

absorbedor del captador 10: para los aceros ferritico (arriba) e inoxidable (abajo).
6.5.2.2 Efecto del &ngulo del seguidor solar ()

La influenciade ¥ = 0°,30°,60° y 90° (Figura 2.5) es evaluada en esta seccion, y de igual manera

aqui se hacen las consideraciones que se hicieron para el captador 9.

Como se ha comentado anteriormente, en este captador 10 se presenta el PF dryout (alrededor de

los primeros 4 m) y el vapor sobrecalentado (resto de la tuberia). Solo hay afectacion del perfil de
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temperatura en el dryout cuando cambia . En la Figura 6.36 se muestran los perfiles de
temperatura en la seccién de salida del captador 10, en donde se aprecia que 1 solo desfasa la
distribucion azimutal de la temperatura pero no altera sus valores. Diferente al efecto que causa en
el captador 9 en el flujo dryout (Figura 6.24).
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Figura 6.36. Perfiles azimutales de la temperatura sobre las superficies externa (izquierda) e interna (derecha) del

absorbedor a la salida del captador 10, considerando diferentes angulos del seguidor solar.

En el inicio de la tuberia del captador 10, la presencia del PF dryout tiene un CTC global
decreciente, lo cual genera que surjan unos los maximos gradientes de temperatura en este PF de
flujo y luego se mantienen constantes en la regién del vapor sobrecalentado (Figura 6.37). De esa
manera, en la zona del vapor sobrecalentado, no hay afectacion por el valor de i sobre los maximos
gradientes de temperatura, ya que la distribucion del CTC es uniforme. Debido a que la temperatura
del fluido incrementa considerablemente (axialmente), la temperatura del tubo también lo hace y
en consecuencia los maximos gradientes de temperatura en la seccion transversal se mantienen
constantes de volumen de control a volumen de control axial. Sin embargo, si hay afectacion de
sobre los maximos gradientes de temperatura en la zona del PF dryout. De hecho, en la region del
PF dryout se tiene un gradiente de temperatura de 10 K mayor que en la region del vapor
sobrecalentado. Lo anterior evidencia la importancia de estudiar un poco mas a detalle esta zona
implementando nuevos correlaciones para la transferencia de calor entre la pared y cada una de las

fases con el fin de obtener resultados mas precisos.
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Figura 6.37. Perfiles axiales de los maximos gradientes de temperatura en la direccion azimutal sobre las paredes
externa (izquierda) e interna (derecha) del absorbedor del captador 10, considerando diferentes angulos del

seguimiento solar.
6.5.2.3 Efecto del DNI

A continuacion, se presenta un estudio paramétrico del DNI en el captador 10. Para ello, 6 valores
diferentes del DNI son considerados 708, 758, 808, 858, 908 y 958 W/m?. Ademas, se toma en
cuenta que el material del tubo es acero ferritico (conductividad térmica dada por la Ec. (2.18)). Y

los demas datos de la Tabla 6.1.

En la Figura 6.26 (izquierda) se aprecia el perfil de la presion para diferentes DNI, pero debido a
las presiones que se manejan, no se percibe cambio alguno. Es por eso que en la Figura 6.26
(derecha) se presenta la caida de presion para cada DNI. Se nota que la caida de presion es mayor
conforme la DNI incrementa, lo cual es de esperarse ya que se produce mas vapor. Cabe destacar

que la presion a la salida se considera fija (CF) y se calcula la presion a la entrada.
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Figura 6.38. Efecto del DNI sobre el perfil axial de la presion (izquierda) y las caidas de presién total (derecha) en el

captador 10.

Por otra parte, la velocidad del vapor incrementa conforme la DNI incrementa, mientras que lo
contrario ocurre con la velocidad del liquido®! como se muestra en la Figura 6.39, ya que una DNI
mayor causa que exista una mayor evaporacion y por esa razon la velocidad del vapor incrementa.
Lo anterior se ve en la Figura 6.40, donde la DNI impacta directamente en la generacion de vapor,
el cual cae stbitamente cuando ya se ha evaporado todo el liquido y por ende se tiene solo vapor
sobrecalentado. También se puede ver que a mayor DNI se produce una mayor generacion de vapor

y adelanta el fin del PF dryout o inicio del vapor sobrecalentado.

31 Cabe destacar que en el vapor sobrecalentado no hay fase liquida, sin embargo debido al modelo numérico empleado
se predice valores de la fase liquida solamente para poder aplicar el simulador no solo en la region bifasica sino también
en la regidn del vapor sobrecalentado y en la transicion.
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Figura 6.40. Perfiles axiales de la generacion de vapor del captador 10 para diferentes DNI.

Al igual que en el captador 9, la DNI afecta al CTC. En la Figura 6.41 (izquierda) se observa que
conforme el DNI incrementa el CTC disminuye, lo cual es desfavorable ya que la temperatura de
la tuberia incrementa y por ende los gradientes térmicos azimutales maximos (ver Figura 6.42). En
la Figura 6.41 (derecha) se aprecia el angulo del secado del liquido en funcion del DNI, donde al
incrementar la DNI, el secado de la pelicula del liquido tiene una mayor pendiente y esto ocasiona

que la transicion al vapor sobrecalentado se alcance a una longitud menor, como se esperaba.
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Figura 6.41. Perfiles axiales del CTC bifasico (izquierda) y el angulo del dryout (derecha) del captador 10 para
diferentes DNI.
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Figura 6.42. Perfiles axiales de los gradientes azimutales maximos de temperatura en el captador 9 para diferentes
DNI.

6.5.3 Conclusiones del estudio paramétrico

Al igual que en el captador 9, en el captador 10, a mayor conductividad térmica se tienen gradientes
de temperatura menores. Si el angulo del seguidor solar hace coincidir la zona de mayor

concentracion (efecto del angulo de inclinacién del reflector, ¥) con la zona que tenga menor CTC
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de la fase al interior de la tuberia los gradientes de temperatura seran ain méas grandes de lo que
serian si tuviéramos un CTC uniforme en la direccion azimutal. Por otra parte, el Unico pardmetro
(de los analizados en este estudio paramétrico) que ademas de afectar a los gradientes térmicos del
absorbedor también afecta la presencia del PF dryout es la DNI. Cuando la DNI es mayor ocasiona
que la presencia del PF dryout se adelante y a su vez disminuye el CTC, produciendo gradientes
térmicos mayores, ademas que afecta a todos los demas parametros termohidraulicos (presion,

velocidades de las fases, generacion de vapor, etc.)

El hecho de considerar un CTC para cada fase repercute sobre VC de la superficie interna del
absorbedor en contacto con la fase de menor CTC, ya que estos VC incrementan ligeramente su
temperatura. En la regién del tubo absorbedor con PF dryout se tienen mayores gradientes de

temperatura, independientemente de la DNI.

Finalmente, un tubo de acero ferritico bajo las condiciones analizadas en esta tesis no se presentan
gradientes térmicos excesivos. Sin embargo, lo anterior puede cambiar cuando se tiene un material
con una conductividad térmica menor o un flujo méasico pequefio o una DNI muy grande, entre
otras cosas que deben ser analizadas, ya que para estos casos la presencia del PF dryout seria critica

e indeseable pero inevitable en el modo de operacion de un solo paso.
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CONCLUSIONES

Se describen las principales conclusiones y contribuciones del trabajo realizado en esta tesis
doctoral. Asimismo se resaltan las ventajas obtenidas con el simulador desarrollado respecto al
simulador comercial RELAPS. Finalmente, se presentan una serie de recomendaciones para
trabajos futuros con la finalidad de mejorar el simulador desarrollado, incrementado sus

capacidades y extendiendo sus aplicaciones.
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7.1 CONTRIBUCIONES DEL PRESENTE TRABAJO

Se desarroll6 e implement6 un simulador numérico transitorio en diferencias finitas para el estudio
termohidréaulico de la GDV en CCP aplicando el modelo a dos fluidos y acoplandolo al modelo de
conduccion de calor del tubo absorbedor bajo condiciones de concentracion solar (DNUFC). El
simulador fue desarrollado especificamente para el estudio del PF dryout, involucrando
necesariamente los PF pre y post dryout. El simulador desarrollado tiene la capacidad de involucrar
las propiedades termofisicas del material como dependientes de la temperatura y ademés
determinar las pérdidas de calor globales. Ambos, el modelo térmico y el termohidraulico fueron
verificados y validados satisfactoriamente, de forma independiente, mientras que el modelo
acoplado ha sido verificado con resultados del simulador RELAP5 para condiciones de DUFC. El
simulador desarrollado es estable y se obtuvieron soluciones convergentes para todos los casos
analizados en esta tesis. Adicionalmente, se desarrollo una solucion analitica de la ecuacion de
conduccion de calor en estado transitorio en 2D, la cual se compard con datos experimentales de
la literatura y fue publicada en revista indizada en el JCR [92]. Dicha solucién se us6 para validar

el modelo numérico térmico transitorio implementado.

El criterio empleado para establecer la aparicion del dryout es una combinacion de los criterios
usados por Ransom [17] (base del simulador comercial RELAP5) y Wu [130] en funcién de los
modos de transferencia de calor y el flujo de calor critico; y por Elsafi [85] en funcién de una
calidad de inicio del PF dryout. Por otra parte, el CTC para cada fase y el flujo de calor desde la
pared hacia cada una de las fases se obtuvieron mediante el modelo de particion de RELAPS. Para
la determinacion de la fase en contacto con la pared se elabord un algoritmo a partir de la geometria

de los PF que se presentaron.

El modelo de transferencia de calor desarrollado involucra la DNUFC sobre la superficie exterior
del tubo absorbedor, representativa de una concentracion solar, y a su vez determina las pérdidas
de calor hacia el ambiente mediante la ecuacion global de pérdidas de calor. Se considerd la
transferencia de calor conjugada (conduccidn-conveccion) y el acoplamiento con el perfiles axial
y azimutal del CTC y fluido de trabajo, para determinar los maximos gradientes de temperatura
azimutales en la pared del tubo (AT,,). Esto es muy relevante, ya que a partir de este gradiente
azimutal puede establecerse si se rebasan las condiciones criticas para las cuales se podrian generar

deformaciones del tubo (pandeo o deflexion), ocasionando la rotura de la cubierta de vidrio y/o que
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el tubo se desvie del eje focal reduciendo la eficiencia del sistema. Para las condiciones estudiadas
de concentracion solar (DNUFC) y con la presencia del PF dryout, se presentaron los mayores AT,
aun cuando no rebasaron los 70 K, el cual es el valor critico reportado en la literatura [8]. Respecto
a los estudios paramétricos, se concluye que una menor conductividad térmica produce mayores
gradientes térmicos azimutales y que el considerar la conductividad térmica dependiente de la
temperatura tuvo poco impacto en el intervalo de temperatura analizado. EI &ngulo del seguidor
solar tiene un efecto importante sobre el maximo gradiente de temperatura azimutal en la presencia
del PF dryout, mientras que en los PF anular y vapor sobrecalentado no hay afectaciones. También
se concluye que conforme se incrementa el DNI, las caidas de presidén son mas elevadas y el inicio

del PF dryout ocurre a longitudes cada vez menores aguas abajo de la entrada del captador 9.

Finalmente, se determind la evolucién del espesor de la pelicula liquida y el &ngulo de mojado del
PF dryout en diferentes secciones transversales a lo largo de la tuberia, asi como su impacto sobre

los gradientes térmicos azimutales, a causa de la presencia de un CTC para cada fase.

7.2 VENTAJAS DEL CODIGO DESARROLLADO RESPECTO A RELAP5

El modelo térmico del simulador nuclear RELAP5S es bastante completo, no obstante, no fue
desarrollado para tomar en cuenta las caracteristicas de la concentracion solar que se presentan en
sistemas solares como es la DNUFC. La modelacion de la conduccion de calor en RELAPS es en
direccion radial mientras que en este trabajo es en 2D y el célculo de las pérdidas de calor se realiza
en el mismo proceso iterativo; en RELAPS5 se tiene que establecer una eficiencia de forma explicita.
El simulador desarrollado en la presente tesis es capaz ademas de calcular el area de contacto de
cada fase con la pared del tubo para determinar el CTC de cada fase, lo cual RELAP5 no hace.
Otra diferencia muy relevante es que RELAPS no identifica el PF dryout como tal sino que lo

enmascara como un PF estratificado horizontal.
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7.3 RECOMENDACIONES PARA TRABAJOS FUTUROS

Para continuar con la linea de investigacion relacionada con la simulacion de los desarrollos de

simuladores de GDV, se recomienda lo siguiente:

e Aplicar el modelo térmico de conduccion de calor en forma tridimensional.

e Considerar la dependencia temporal de la DNUFC.

e Incorporar la condicion de no equilibrio térmico para realizar estudios similares a los
presentados en esta tesis.

e Incorporar la cubierta de vidrio del tubo receptor, involucrando los modelos térmicos y
Opticos pertinentes.

e Adecuar el simulador desarrollado para analizar diferentes fluidos de trabajo (tablas de
propiedades asi como las ecuaciones constitutivas correspondientes).

e Analizar las deformaciones en el tubo absorbedor incorporando el modelo termoelastico
pertinente.

e Realizar estudios experimentales para determinar correlaciones para los CTC en los CCP

para todos los PF, incluyendo el dryout, y considerando una DNUFC.
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CAPITULO 9. APENDICES

9.1 APENDICE A: SOLUCION ANALITICA DETALLADA DEL MODELO
DE CONDUCCION DE CALOR EN EL TUBO ABSORBEDOR

9°T 19T 1 9°T “
W+;E+r—26—(p2=0 parat,; <r <t 0=<¢<2n (9.1)

Que es la Ecuacion Homogénea de conduccion de calor en coordenadas cilindricas. Siguiendo con
la metodologia encontrada en Ozisik [77] y Hahn y Ozisik [78], la Ec. (9.1) es una EDP que
depende de las coordenadas r y ¢, y es posible separarla en dos ecuaciones diferenciales ordinarias
(EDO) en la que cada una depende de s6lo una coordenada mediante el método de separacion de

variables. La Ec. (9.2) muestra la sustitucion para efectuar la separacion de variables.

T(r,¢) = R(r)®(9) (9.2)

Sustituyendo la Ec. (9.2) en la Ec. (9.1) y después dividiendo entre la Ec. (9.2) tenemos:

1 62R(r) 1 1 0R(r) 1 1 OZCID(go)_
R(r) ar? " rR(@) ar rZo(p) de?

(9.3)
2
Si se hace que el tercer término de la Ec. (9.3) sea igual a una constante arbitraria —:—2 se pueden

obtener las dos EDO siguientes:

d*®(v, )

o2 +v20(v,0) =0 (9.4)

d*R,(r) 1dR,(r) v?
dr? r dr _r_zRV(r)zo 9.5)

Donde la solucién de la Ec. (9.4) tiene la siguiente forma:

32 Debido a que este procedimiento fue obtenido antes de definir la nomenclatura final, aqui se maneja a y b como los
radios internos y externos del tubo absorbedor en lugar de r,,; y 7, ., respectivamente. Lo mismo pasa con v para el
caso estacionario, debe ser n.
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®(v, @) = Cysen(vp) + C,cos(vp) parav =0,1,2,3,.. (9.6)
Mientras que la solucion para la Ec. (9.5) tiene dos formas posibles, dependiendo del valor de v:

C3+Cilnr parav=20 (9.7)

R,(r) =
Csr? +Cer™ parav =1 (9.8)

Donde los valores de v son enteros. Practicamente lo que la Ec. (9.7) muestra es la parte de R, (1)

que es independiente de v, mientras que la Ec. (9.8) muestra la parte de R, () que depende de v.

Ahora bien, la solucion para T (r, ¢) dada por la Ec. (9.2) es construida a partir de las Ecs. (9.6)-
(9.8). Por otra parte, se debe tener en cuenta que la funcion es ortogonal en direccion ¢, ademas

que es periodica con periodo 2.

T0,0) = ) RO, 0) ©9)
v=0

Donde las constantes de las Ecs. (9.6)-(9.8) se determinan a partir de las condiciones de frontera
(CF) dadas en el problema. En general este problema puede contener 9 combinaciones distintas de
CF-NH (aunque particularmente se pueden tener 36 — combinando NH-NH, NH-H, H-NH y H-
H)33,

Para este estudio en particular se considera que la frontera interna de la tuberia tiene conveccién
hacia un fluido con coeficiente de transferencia de calor h; constante y temperatura del fluido
T () variable en la direccion azimutal — ver Ec. (2.2); mientras que en la frontera externa se tiene
un flujo de calor total Q(¢), que resulta de la radiacion solar menos las pérdidas hacia el ambiente
por conveccion y radiacion, y que depende de la direccion azimutal, debido a la distribucién no

uniforme de la radiacién solar concentrada sobre el tubo absorbedor.

33 H representa a una CF homogénea, mientras que NH representa a una CF no homogénea.
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Considerando el caso particular que se muestra en la Figura 9.1 donde se tienen dos CF-NH en

direcciéon r. Este problema puede ser resuelto usando el principio de superposicion. Como se

muestra en la Figura 9.2. Y las soluciones para cada caso se detallaran a continuacion.

Medio
ambiente

ar
_k$+ heT = heTe (@)

de
Pl Qr(e)

< ——

Fluido

Figura9.1. CF-NHenr = ayCF-NHenr = b.

Medio
ambiente

ar
—ka+ heT = heTi (@)
A

A
L4 | <
| N

LT
5= 0l

Fluido

~
Medio Medio
ambiente

ambiente

+

ar
o T hT =0

k kBT_ ar _
7 = (@)

=
< ]

aT
—k¥+ heT = hiTr ()

Fluido

Fluido

Figura 9.2. Separacion de las dos CF-NH aplicando el principio de superposicién
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Partel. CF-Henr =ayCF-NHenr =»b

Tomando el caso de la Figura 9.2 (inferior izquierda), en donde se considera que en r = a se tiene
una CF-H de tercera clase, mientras que en r = b se tiene una CF-NH de segunda clase, como se

muestran en las Ecs. (2.2) y (2.3) , respectivamente:

aT
—k—+hT=0 enr=a (9.10)

or

aT
ka_r =Q;(p) enr=5>b (9.11)

Con base en estas CF se obtendran las constantes de las Ecs. (9.6)—(9.8).

Para el caso particular de v = 0, la Ec. (9.6) se simplificaala Ec. (9.12) para ®(v, @),y para R, (r)

se toma la Ec. (9.7).
d(v, ) = C, (9.12)
Considerando lo anterior la Ec. (9.9) queda:
T(r,@) = Cp3 + C4InT (9.13)

donde 62,3 = Cng y C2’4, = 6264,.
Sustituyendo la Ec. (9.13) en la Ec. (9.10) tenemos:
k
_C2‘4E + C2'3hf + C2'4hf lna = 0
Despejando 21 tanemos:
C23

Coa _ ahf
C,s k—ahslna
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Sustituyendo en la Ec. (9.13) nos da:

Tt @) = Cps (14— 9.14
(r,¢) = Cys3 mnr (9.14)

Ahora se sustituye la Ec. (9.14) en la Ec. (9.11)

ahg 1\
k [Cmm(z)] =@

Multiplicando ahora por f(pz,zo do'

jzn k [Cz,3$<l>] do' = jzn Qr(p)de’
0'=0 k —ahslna\b 0'=0

Ahora se puede despejar C, 3, lo que resulta:

b(k — ahsIna) (2" -
23 = WJ Qr(pde (9.15)
@'=0

Sustituyendo la Ec. (9.15) en la Ec. (9.14) se obtiene la ecuacién para la temperatura.

r 27
T(r,e) = k + ahsIn E)J Qr(p)de' parav =20 (9.16)
¢'=0

2mahsk (

Para este caso particular, se nota que si Q fuera constante, es decir no dependiera de ¢, la

temperatura seria independiente de la direccion azimutal, lo que nos daria isotermas concéntricas.

Para el caso en el que v > 1 se seguird un procedimiento un poco distinto debido a la ortogonalidad
y periodicidad 27 en la direccion azimutal. Para este caso se tomaran las Ecs. (9.6) y (9.8), y
ademas se sustituye la Ec. (9.2) en la Ec. (9.10) para poder relacionar las constantes Cs y C, de la

Ec. (9.8), ya que solo tenemos CF en direccion r.
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dR
—k—+hR=0 enr=a (9.17)
dr

Mientras que la CF en r = b queda igualmente definida por la Ec. (9.11). Ahora bien, sustituyendo
la Ec. (9.8) en la Ec. (9.17) tenemos:

4

Csva’  Cgva~
k(= )+ Cshya? + Cohya™ =0

Despejado Ce
Cs

Ce kv—ahs

2 — 2v
Cs kv +ahfa

Factorizando Cs de la Ec. (9.8) y sustituyendo la ecuacion anterior tenemos:

Ry(r) = Cs (7 + =9 2y 9.18
i =Es (T kv+ahfar (©.18)

Construyendo la solucién para T'(r, ¢) como en la Ec. (9.9), con base en las Ecs. (9.6) y (9.18) se

tiene la Ec. (9.19).

T(r, @) = i "o kv — ahy a?r™V | (Cy s senve + Cy5 cosve) (9.19)
’ 4 kv + ahs 5 25 '
Ve

donde C; 5 = C;,C5 y C, 5 = C,Cs, lo que hace que agrupe la constante de R, () restante con las

constantes de ® (v, ).

Ahora bien, evaluando la Ec. (9.19) en la CF restante en r = b dada por la Ec. (9.11) se obtiene la
Ec. (9.20).

[oe]

kv b — kv — aly a?b™ | (Cy5senvep + Cy5 cosve) | = Qr(p) (9.20)
b kv + ah; L 25 ’ '

v=1
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Multiplicando ambos lados de la Ec. (9.20) por f(pz,zo senve' dg' se tiene:

i kv v kv — ah, 2y (¢ fZ”
b v+ ahy s )

¢'=0

2

senve senvey' de' + C, 5 f cos v sen v’ d(p’)]

@' =0

= Qr(@)senve' dy’
Aplicando la propiedad de ortogonalidad de la funcidn seno se tiene que

21

! !

f senvpsenve dp’' =n
!

¢'=0

21
j cosvpsenvy' de’' =0
@'=0

Asi obtenemos el valor de C; 5

1 [ Qr(@)senv’ dg’
C1,5 - ;kV< Vv — ahf (9.21)

k
pyv—— 2L a2vb—v>
kv + ahs

b

Ahora bien, multiplicando la Ec. (9.20) por f;fzo cosv'de' y realizando un procedimiento

analogo al que se hizo anteriormente, solo que usando la propiedad de ortogonalidad de la funcién

coseno, se tiene C; 5

2 r ! !
o1 L e @)cosve d
5= — .22
z kv (b" _ kv — ah, az"b—v) (9.22)
kv + ahf

b

Sustituyendo las Ecs. (9.21) y (9.22) en la Ec. (9.19)
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(r ) = i [ b (kv + ahf)r" + az"(kv - ahf)r_"
"0 = L |wev (kv + ahy)bY — a2¥(kv — ahy )b~

v=1

(9.23)

2T 2T
. (sen v<pf Qr(p"senve' de' + cos V(pf Qr(p"cosve’ d(p’)]
@'=0 @'=0

Recordando que la Ec. (9.23) solo es vélida para v > 1. La solucion final se obtiene al agrupar las

Ecs. (9.16) y (9.23), lo que resuelta en:

r 21
T(r, ) = (k + ahy In 5) j Qr(p")de’
@'=0

27Tahfk

[ b (kv +ahe)rY + a? (kv — ah)r™
+ Z e S - (9.24)
L |mkv (kv + ahs )bY — a?V (kv — ahy)b

2T 21
. (sen V(pf Qr(¢") senve' de' + cos V(pf Qr(¢") cosve’ d(p’)]
@'=0 ©'=0

Que también pude simplificarse a:

2

b r o
TC.9) = gy (k + oty ) L _ 0r(gdy
(9.25)

N i [ b (kv +ahe)r’ 4+ a® (kv —ahg)r™
L |mhv (kv + ahy)bY — a®¥ (kv — ahy )b~

2
[ @ cosvi - 9y

@'=0
La Ec. (9.26) es el caso particular de considerar que Q1 (¢) es constante, en la cual se ve que solo
sobrevive el primer término de la Ec. (9.24) debido a que las integrales se anulan, o mismo es
valido para la Ec. (9.25).

T(r,¢) = ——Qr (k +ahsIn g) (9.26)

ahfk

Note que la Ec. (9.26) es independiente al valor de v, aunque sea identico a la Ec. (9.16) con la
unica diferencia que solo es valida para cuando v = 0. Por otra parte, recordando que la ecuacion

anterior se obtuvo al considerar CF-H en r = a y CF-NH en r = b. A continuacion, se considera
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el caso contrario.
Parte2. CF-NHenr=ayCF-Henr =»b

Tomando el caso de la Figura 9.2 (parte inferior derecha), en donde se considera que en r = a se
tiene una CF-NH de tercera clase, mientras que en r = b se tiene una CF-H de segunda clase, como

se muestran en las Ecs. (9.27) y (9.28) , respectivamente:

aT
—ka +hT =hTe(p) enr=a (9.27)
oT
k—=0 enr=5» (9.28)
ar

Con base en estas CF se obtendréan las constantes de las Ecs. (9.6)—(9.8). La Ec. (9.27) es el caso

general de la CF-NH de tercera clase en el cual la temperatura del fluido pude variar en direccion

Q.

Para resolver esta segunda parte de la solucion analitica, se seguira un procedimiento analogo al

que se hizo previamente.

Para el caso particular de v = 0, la Ec. (9.6) se simplifica a la Ec. (9.12) para ®(v, ¢), como en el
ejercicio previamente estudiado, y para R, (r) se toma la Ec. (9.7). Ahora bien, considerando lo
anterior la Ec. (9.9) nos queda:

T(r,p) =Cy3+ Cyulnr (9.29)

donde C, 3 = C,C3 'y C, 4 = C,C,. Sustituyendo la Ec. (9.29) en la Ec. (9.28) y despejando C, , se

obtiene:

Cra =0 (9.30)

Lo que reduce la Ec. (9.29) a:
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T(r,¢) = Cy3 (9.31)

Sustituyendo la Ec. (9.31) en la CF-NH de la Ec. (9.27) y despejando C; 3 se tiene:

Co3 = Tr () (9.32)

Asi que

T(r,p) =T(p) parav=0 (9.33)

Para este caso particular, la el campo de temperatura solo depende de la temperatura del fluido, si

la temperatura del fluido fuera constante Ty, el campo de temperatura del tubo absorbedor seria

independiente de la direccion azimutal y la direccion radial, es decir, seria constante.

Ahora bien para el caso de v = 1, 2, 3, ... el desarrollo de la solucion es presentada a continuacién
con base a las Ecs. (9.6) y (9.8) y considerando la ortogonalidad en la direccion azimutal. En primer
lugar, se sustituye la Ec. (9.2) en la CF-H de la Ec. (9.28), lo que resulta en la Ec. (9.34).

dR,
dr

k =0 enr=»b (9.34)

Sustituyendo la Ec. (9.8) en la Ec. (9.34) para la determinacion de una de las constantes de la

ecuacion.
k(CsvbV™ —Cevb™ ™) =0

Despejando a % se obtiene:
5

L (9.35)

Factorizando de la Ec. (9.8) y sustituyendo en la ecuacion anterior se tiene:
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R,(r) = Cs(rV + b?'r™) (9.36)

Construyendo la solucion para T(r, ¢) a partir de las sustituciones de las Ecs. (9.6) y (9.38) en la

en la Ec. (9.9) se obtiene (pero considerando v > 1)

T(r, @)= Z[(r" +b21r7V)(Cys senve + Co5 cosve)] (9.37)

v=1

donde C; 5 = C;Cs Yy C, 5 = C,Cs, lo que hace que se agrupe la constante de R, (r) restante con las

constantes de ® (v, ).

Ahora bien, considerando la CF-NH en r = a de la Ec. (9.27), se obtiene la Ec. (9.38).

> ((—k
Z {[TV (@¥ = b*a™) + he(a” + bz"a“’)] (Cyssenve + Cy 5 cos vgo)} = hyT; () (9.38)

v=1

Multiplicando por f;fzo senvg' d¢' a cada miembro de la Ec. (9.38) y aplicando la propiedad de

ortogonalidad de la funcidn seno se tiene:

2 A ! !
ahy Ly Tr(@) senve’ dg

ahy (9.39)
m (ah; — kv)a® + (ah; + kv)a=vb?

15 =

Ahora bien, multiplicando por f;,”zo cosvg' de' a cada miembro de la Ec. (9.38) y aplicando la

propiedad de ortogonalidad de la funcion coseno se tiene:

ahy Lo Tr(g) cosve' dg’
n (ahs — kv)a” + (ahy + kv)a=vb?"

(9.40)

2,5 =

Sustituyendo las Ecs. (9.39) y (9.40) en la Ec. (9.37) y simplificando se tiene:
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(. 0) ahy - [ v +b¥r—v
r,Q) =—- E —
m L (ahs — kv)aY + (ahs + kv)avb?V (©.41)

T¢ (@' )cos v’ d(p’)]

'=0

2T 21
. (sen v<pf Tr(¢")senve' do’ + cosvep f
0'=0 o'=

Recordando que la Ec. (9.41) solo es valida parav > 1. La solucion final (para esta segunda parte)

se obtiene al agrupar las Ecs. (9.33) y (9.41), lo que resuelta en:

r¥ +b¥rv

(ahs — kv)a” + (ahs + kv)a=vb2V

h oo
TG 0) = T;(0) +%Z[

2T 21 (9.42)
-(sen V(pf T¢(¢")senve' do' + cos V(pj T¢(¢")cos v<p’d<p’>] parav

@'=0 @'=0
=0,1,23,..

Compactando la ecuacion anterior se tiene la Ec. (9.43).
() T()+‘”‘fw[ L
@)= 1P _Z -
7T hf —kv)a¥ + (ahs + k vh2v
by (ahs — kv)a” + (ah; + kv)a (9.43)

21
J Tr(@")cosv(p — ¢") d(p’] parav =0,1,2,3, ..
@'=0

En el caso particular de que Tr(¢) sea constante solo sobrevive el primer término de la Ec. (9.42)

debido a que las integrales se anulan (como ya se explico para el caso anterior), lo que resulta en
T(r,p) =T parav=0,12,3,.. (9.44)

Acoplamiento de la parte 1 y parte 2

Finalmente, la solucién general para T'(r, ¢) se forma combinando las Ecs. (9.25) y (9.43), que

incorpora las soluciones para la parte 1 y 2 del problema.
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rv 4 b2Vyr—v 2m
. Te(@"cosv(p — ') do’
(ahs — kv)a” + (ahs + kv)a=vb?" L’=o r(@)cosv(p — ¢') do

_ ahg c
TG @) = Ty(9) +7Z[

v=1

+

r 2m
k +ahgIn— Nde'
Znahfk( +aly na) szoQT((p) ¢

(9.45)

N i [ b (kv + ahf)rv + az"(kv - ahf)r‘v
L |mkv (kv + ahy )bY — a? (kv — ah; )b~
2

. f Qr (@) cosv(p — @) d(p’] parav=20,1,2,3,..
®'=0

Las Ecs. (9.46)—(9.48) son casos particulares del problema general (parav = 0,1, 2, 3, ...).
Casos particulares de la solucion analitica

Temperatura del fluido Ty constante:

2

b r , ,
T(r,p)=Ts + W(" +ahy 1“;)] =0QT(90 )do

(p!

- (9.46)
+Z[ b_(kv +ahy)r” + a® (kv — ahy)r™ fzn Qr(9") cosvip — ) d’
v=1 kv (kV + ahf)bv - aZV(kV - ahf)b_v @'=0 T @ ) CosVig P @
El flujo de calor total Q1 constante:
T(r, @) =T( Hi[ahf A JZHT( ")cos v( Nde'
" B T ' Cosv -
! e v=1 n (ahf - kV)aV + (ahf + kV)a_vaV @'=0 ASS -9 P (947)

b (k +ahyIn")
+ ahfk QT +a i na
Temperatura del fluido T; y flujo de calor total Q"7 constantes (independientemente de cualquier

valor de v):

T(r,p) =T, Qr (K +ahyIn g) (9.48)

T ank

En este trabajo se emplean las Ecs. (9.46) y (9.48) que son las que se presentan en el capitulo 2.
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9.2 APENDICE B: DISCRETIZACION DE LA ECUACION DE
CONDUCCION DE CALOR EN ESTADO TRANSITORIO

Los esquemas implementados son las que se presentan en las Ecs. (2.29) y (2.30), para las derivadas
parciales de segundo orden. Para la derivada parcial de primer orden en direccion radial se aplica
también un esquema central como se muestra en al Ec. (2.31). Mientras que la aproximacion para
el término temporal esta dada por la Ec. (2.32). Sustituyendo las Ecs. (2.29)—(2.32) en la Ec. (2.28),

y considerando un esquema completamente implicito se tiene:

. Z[SNPTln}-:-Il (Bnp + Sps) TS + 5P5Tn+11] Tlnjtrl1 = T ke — koamioq
v SnpOps(Onp + Ops) 7’j Onp + Ops Onp + Ops
ki,ljz[5EPTlTilj (B + Spu )T + 5PWTsz§11] 1 TR, — TR kel — ki
r? 8ep0pw (8 + Spw) 2 Sgp+ Spw  Ogp + Opw
o LTI}+1 _ TTI.
= Pijbp; 7At

Desarrollando se tiene:

2k n+1 _ 2k Tn+1 2k TRHL 4 kijeatier = kijatj-1 TR+l
ps(8np + Ops) W BypBps Snp(Oyp + 6ps) 71 75(8np + Ops)? b
_ Kt — kot o 2k nir 2K s
7;(8np + Ops)? ! 17 8pw (Sgp + Spw) e 2 8epSpw
+ an Tn+1 + kl+1} kln 1,j T+l _ kl+1} k? 1,j Tn+1

é‘EP(CSEP + é‘PW) o 7.2 (5EP + 5PW)2 L 7.2 (5EP + SPW)Z t=1J

pl]CPl] Tl _ pL]CPL] Tn
At Y At

Agrupando términos semejantes se obtiene:

(pir,ljclr’li,j 4 2k; ; 2k; ; )T’n.ﬂ _< 2k; + Kijratjvr = Kij_17j-1 >T“+1
At Snplps T'ZSEPSPW

+
8ps(6np + Ops) 7;(8np + Ops)? LIt

ki,j+17}'+1 - ki,j—1rj—1) TR+
Snp (5NP + 8ps) 7}'(5NP + 6ps)? bt

+ kz+1] kl 1,j Tn+1
Y 5PW(5EP +8pw)  72(8gp + Spw)?)

n n
kiv1j—kioy )T”“ _ PiiCpij

5EP(55p + 5PW) 12(8gp + Opy)? i-1) T T At

O escrito de otra manera:
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n+1 n+1 n+1 n+1 n+l1 _
ApT{;™ + ANTii0 + AT + AT + Aw Ty = By

donde

A (PiiCri Py 2k
F At SnpOps 17 8ppOpw

A= _< 2k kijealisn = k}?j_lrj_1>
N Sps(8np + Sps) 1 (6np + 6ps)?

Ao < 2k kijaTjer = k{fj_lr,-_l)
§ Snp(Snp + 6ps) 7;(8np + Ops)?

Ag = _< Zkt??j + kin+1,j B kin—l,j )
128pw(Sgp + Spw)  72(8gp + Spw)?

Ay = _< 2kir.lj _ kin+1,j B kin—l,j )
128pp(Sgp + Spw)  72(8gp + Spw)?

B, . = pZ:LJC;"LLJ T
AR by

Que son las Ecs. (2.34)- (2.39) presentadas en la Seccion 2.4.

Comprobando la sumatoria de los coeficientes vecinos:

- _ ij _ ki,j+1Tj+1 - ki,j—17”j—1 _ ij ki,j+1rj+1 — ki.j—lrj—l
Onp(Snp + Ops) 7}'(5NP + 8ps)? Ops(Onp + Ops) 7}'(5NP + Ops)?
2k; kivy;—ki-q; 2k; kivy,; — ki

- 17285p(8gp + Spw) 12(8ep + Spw)? 128pw(Sgp + Spw)  72(8gp + Spw)?
Simplificando

2k; 2k; 2k; 2k;

Ay +As + Ap + Ay = — - - -
NES TEE AW Snp(Onp +0ps)  Ops(Bnp + 8ps)  1785p(Spp + Spw) 17 8pw (Sgp + Spw)

Agrupando

ij(51vp + 8ps) ij(5PE + Spw)

Ay +As+ A+ Ay = — -
v AstAp+ dw Snpbps(Snp + Ops) 7}'255P5PW(5EP + 8pw)

Finalmente se tiene
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2k; 2k;

Ay +As+Ap + Ay = — -
N s £ v OnpOps 7}25EP5PW

PjCp;
At

Que es parecido al negativo de —Ap sin el término
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9.3 APENDICE C: MODELO A DOS FLUIDOS

Con la finalidad de no saturar el cuerpo de la tesis, en esta seccidn se incluyen varios aspectos del

modelo a dos fluidos, desde sus generalidades hasta la forma final que se utiliza para la tesis.
9.3.1 Generalidades del modelo a dos fluidos

Existen tres enfoques para los estudios de flujos bifasicos, el modelo homogéneo, el modelo drift-
flux (flujos relativos o flujos separados) y el modelo a dos fluidos. Entre ellos el mas aceptado para
la modelacion de flujo bifasico es el modelo a dos fluidos. Este modelo fue planteado originalmente
para flujos separados, sin embargo, también se aplica para la simulacién de flujos dispersos [106].

El primer modelo bifasico con enfoque a dos fluidos (0 Modelo a Dos Fluidos) se puede atribuir a
Wallis en 1969. Sin embargo, fue Ishii en 1975 quien le dio la formalidad matematica en términos
de los promediados en tiempo, desarrollando de esta manera una derivacion matematicamente
rigurosa [96]. Seguido de ello también surgieron otras formulaciones, tales como las de Delhaye
en 1977 y Lahey y Drew [108] que incorporan los promediados espaciales, los cuales han sido

citados ampliamente en la literatura.

El interés que se ha dado al modelo a dos fluidos se debe a que es el modelo matematico méas
completo que gobierna el comportamiento del flujo biféasico, ya que establece las ecuaciones de
conservacion de masa, cantidad de movimiento y energia, promediadas en espacio y tiempo, en
estado transitorio para cada fase. EI modelo incluye también las ecuaciones de conservacién en la
interfase, esfuerzos en la interfase y transferencia de energia interfacial liquido-vapor. Ademas se
consideran los esfuerzos en la interfase pared-fluido (ver Figura 3.1), asi como también la
transferencia de calor fluido-pared (los términos de transferencia de calor no se incluyen en la
Figura 9.3 pero si en la Figura 3.1). Esta particularidad es una ventaja del modelo a dos fluidos ya
que permite considerar no equilibrio mecéanico (deslizamiento entre las fases) y no equilibrio
térmico [114].
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Figura 9.3. Presiones del gas, liquido e interfase, y esfuerzos cortantes en un flujo bifasico estratificado (para una
apreciacién mejor de las variables consulte la referencia [94]).
La formulacion del modelo a dos fluidos unidimensional promediado en tiempo y espacio que aqui
se utiliza, se basa en el modelo simplificado de RELAP5 [114] que parte del planteamiento de
Lahey y Drew [108]. En dicho modelo se considera que ambas fases se encuentran separadas y que
ambas fases son continuas, de esta forma las ecuaciones de conservacién se establecen para cada
fase. El sistema anterior esta desacoplado pero al efectuar el andlisis en la interfase, se obtienen un

sistema acoplado.

Por otra parte, Ishii e Hibiki [137] (extendiendo el trabajo de Ishii de 1975) presentan un diagrama
del concepto del modelo a dos fluidos (ver Figura 9.4), en donde se establecen las ecuaciones de
conservacion (masa, momentum y energia) para cada fase (considerando el axioma del continuo),
acopladas entre si mediante los balances en la interfase (condiciones de salto). Ademas que
establecen que para que el sistema esté cerrado se deben de incorporar modelos constitutivos, tales
como ecuaciones de estado y correlaciones empiricas o semi-empiricas, de los esfuerzos y la
transferencia de calor en las interfases pared-fluido y liquido-vapor, entre otros parametros (por
ejemplo tension superficial). En las formulaciones donde se hace un promediado en espacio, éste

se realiza antes del promediado en tiempo tal y como lo han hecho Lahey y Drew [108].
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FORMULACION LOCAL INSTANTANEA

Fase 1

Ecuaciones de conservacion
Leyes constitutivas

Interfase
Condiciones de salto
Condiciones de
frontera interfacial

Ecuaciones de conservacion
Leyes constitutivas

Fase 2

PROMEDIADO EN TIEMPO

v

| INTRODUCCION DE VARIABLES MACROSCOPICAS |

AXIOMA DEL
CONTINUO
4' FORMULACION DEL MODELO A DOS FLUIDOS li
Fase 1 Condiciones de Fase 2

Ecuaciones de conservacién

Transferencia Interfacial

Ecuaciones de conservacion

i

i

I

Leyes Constitutivas
Macroscépicas para la Fase 1

Leyes Constitutivas
para las Interacciones

Leyes Constitutivas

Macroscépicas para la Fase 2

Figura 9.4. Formulacion del modelo a dos fluidos [137].
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9.3.2 Modelo a dos fluidos unidimensional de Lahey y Drew [108]

Como punto de partida se transcriben las ecuaciones generales del modelo a dos fluidos

unidimensional de Lahey y Drew [108], que son ecuaciones promediadas en espacio y tiempo.

Ecuacion de Conservacion de Masa

%(akpk) + %;_Z(Aakpkvk) =1 (9.49)

donde p; denota la densidad de cada fase, ay, la fraccion volumétrica, A es el area transversal al
flujo, v, es la velocidad, I, es la transferencia de masa en la interfase; t y z son las variables
independientes temporal y espacial, respectivamente. El primer término de la ecuaciéon de
conservacion de masa de la fase k expresa la variacion temporal de masa en el volumen de control,
mientras que el segundo expresa el flujo neto de masa a traves del volumen de control. Respecto
al término que aparece en el lado derecho, representa la transferencia de masa en la interfase debido

a la evaporacion o condensacion.

Ecuacion de Conservacion de Cantidad de Movimiento

2 19 ,
7t (axprvi) + 192 (ACraypivi)

apk QI A I o = GII A
=%, T ApriSi * Mtz = DPywSkw * Mz + Tpei * Sgi * 1z (9.50)

10 IR — ~
t a9z [Aay (T2, +T5,)] — akprgr sen B + LBy - A, + M- 7,
+ M& - a, + M- A, + M2, -7,

Considerando las siguientes definiciones:

(9.51)
ffai(,g,t) pr (Wi — V) - U ds
ffai(f.t) Pk (ﬁk - 1_7)1) ' ﬁz ds

Sr
ki —

197



CAPITULO 9. APENDICES

Ml?id - fJ- Apkl le

1(x t)

= ff (Apkl A%ki) . ﬁZdS

a;(%t)

_, 1 A
Ml?vlli/ == V ff Apkwnkwds

apw (@t)

MkW - — = fk ' nkwds

ALy (%,t)

donde C,, representa el tensor de correlacion de cuarto orden3 covariante (C,, = 1, ver Tabla 9.1),

p la presion, S;”es el vector de area interfacial promedio por unidad de volumen, S}/, es el vector
de area promedio en la pared por unidad de volumen, T el tensor de esfuerzos, g, la fuerza de

gravedad, B el angulo de inclinacion de la tuberia respecto a la horizontal, ¥; la velocidad

interfacial, M4 y M7¢ las fuerzas volumétricas de no arrastre, M2, y M¢ la fuerzas volumétricas
de arrastre, 71, el vector unitario en direccion del flujo. El simbolo~ representa la variable fluctuante.
Las combinaciones de subindices ki y kw representan a las variables de la fase k en la interfase y

la pared, respectivamente. El superindice Re indica que es turbulento o de Reynolds.

Los términos del lado izquierdo de la Ec. (9.50) representan los cambios temporales y convectivos,
respectivamente. Los términos del lado derecho son (en orden de aparicion): el gradiente de
presion, el gradiente de presion interfacial, el gradiente de presién en la pared, el esfuerzo
interfacial, los esfuerzos viscosos y de Reynolds, las fuerzas de cuerpo (gravedad), la transferencia
de momentum en la interfase debido al cambio de fase, las fuerzas volumétricas de no arrastre en
la interfase, las fuerzas volumétricas de arrastre en la interfase, las fuerzas volumétricas de no

arrastre en la pared y finalmente las fuerzas volumétricas de arrastre en la pared.

Ecuacion de Conservacion de Energia

34 Este tensor relaciona el tensor de esfuerzos turbulento de la fase con el promedio espacial del tensor de esfuerzos
de Reynolds.
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o 14 .
— [aypr (e + ex)] + er [AKkak.Dk(ek + ek)vk]

ot
a >77 =277 A~
= —Pri 5 6t ( agpx) — [Aak (Clk + gy ) nz]
1o o 0¥ o (9.52)
+ ey [Aaknz . (fzzk + fke) . Uz] + axprdi VU + arqy’ + ey

d
+ Mk ﬁlrclld + qiiAi" + Mkl vkl + Vi T - 512’1’ + QiewAiew — Ik <_)z

donde

2

v U+
ek=hk+7k=hk+ k2 k

L (9.53)
ffai(,z‘t) pifiz - (U — Vy)exds

ek. - ~ - Y
' ffai(f,t) PNz * (vk - Ui) ds

donde e, es la energia interna especifica, e;; la energia interna especifica en la interfase asociada

al intercambio de masa interfacial, K;, es para la ecuacién de conservacion de energia lo que Cj es

—>”T

x_€s el flux de calor fasico, g

=71

para la ecuacion de conservacion de momentum — ver Ec.(9.50), q
es el flujo de calor turbulento que es una combinacion de muchos efectos de Reynolds (flujo de
energia medible a causa de la turbulencia), g, generacion interna volumétrica de calor, q" flux de

nr

calor, A;" densidad de éarea interfacial (area interfacial por unidad de volumen), Aj,, éarea de

transferencia de calor féasica por unidad de volumen, h; entalpia y vg; es la velocidad interfacial.

Los términos del lado izquierdo en la Ec. (9.52) son el término temporal y convectivo de la energia
interna especifica incluyendo efectos turbulentos, respectivamente. Por otra parte, los términos del
lado derecho representan (en orden de aparicion): el trabajo de la presion interfacial, es otro término
que involucra el trabajo de la presion de la fase, el cambio de energia en la direccion del flujo
debido a la transferencia de calor, el trabajo realizado por los esfuerzos viscosos y de Reynolds, el
trabajo realizado por las fuerzas de cuerpo, la generacion de calor interna, transferencia de energia
interfacial debido a la transferencia de masa, trabajo realizado por la fuerza interfacial volumétrica
de no arrastre, transferencia de calor en la interfase, trabajo efectuado por la fuerza interfacial
volumétrica de arrastre, trabajo producido por los esfuerzos en la interfase liquido-vapor,

transferencia de calor por conveccion fluido-pared, y finalmente, el trabajo efectuado por las
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fluctuaciones de presion en la interface debido a la transferencia de masa.

9.3.3 Modelo a dos fluidos unidimensional del simulador RELAP5

Lahey y Drew [108] establecen que algunos términos del modelo descrito anteriormente pueden

despreciarse a causa de su bajo impacto en relacién a los otros términos. En la Tabla 9.1 y la Tabla

9.2 se muestran los términos que son generalmente despreciados en las ecuaciones de conservacion

de cantidad de movimiento y de conservacion de la energia. Tales simplificaciones conducen al

modelo matematico que soporta al simulador RELAP5 como se discutird mas adelante.

Tabla 9.1. Principales consideraciones hechas a la ecuacién de momentum del modelo a dos fluidos de Lahey y

Cero

Drew [108].
Consideracion Término matematico Justificacion Referencias
gue afecta
Si el conducto es recto y . S{" 'y f1, son normales
seccion transversal o, =0 [108]
constante
Se desprecia el tensor de Este término puede
esfuerzo interfacial - despreciarse si se asume
T = 0 estado estacionario o se [108]
asume ser igual a T, + TR®
Los tensores de El tensor covariante de
concentracién covariantes momentum y todos los
son unitarios Co=1 tensores covariantes de [107,108,114]
energia se asumen ser
tensores unitarios
Los esfuerzos viscosos de Para este flujo la tension [114,138]
cada fase se desprecian Ty ® 0 viscosa es pequefia y por
tanto se desprecia
Se desprecia el tensor de Para este flujo la tension
esfuerzos de Reynolds rfzek ~ 0 viscosa es pequefia y por [107,108]
tanto se desprecia
Las presiones de las fases se El gradiente entre ambos es
asumen iguales y la presion Di =Pf =Dy muy pequerfio (excepto para el [105,109]
interfacial se asume igual a Ap; =0 flujo estratificado) ’
las presiones de las fases
La diferencia de presion Las presiones se asumen ser [105,109]
entre el fluido y la pared es Aprw =0 iguales

Si el conducto es recto y
seccion transversal
constante

Apwi (Sii - )
_A < aak> _ 0

El gradiente entre ambos es
muy pequefio

[105,108,109]

Snd >d ST

Debido a la consideracion de

presenta grandes
aceleraciones.

Se asume que todas las vy = vt = 0% = v,
velocidades las interfases . Lo\ . equilibrio de momentum [108]
son iguales =v+ oA Ny interfacial
L
Se desprecia la fuerza de no Este término solo es
arrastre en la pared Mnd ~ importante cuando el flujo [108]
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Tabla 9.2. Principales consideraciones hechas a la ecuacidn de conservacion de energia del modelo a dos fluidos de

interna de calor volumétrica
de la fase

Lahey y Drew [108].
Consideracion Término matematico Justificacion Referencias
que afecta

Los tensores de I?k =1 Universalmente son [105,108,109]
concentracion son unitarios despreciables sin

embargo se le asigna

un valor unitario
Se desprecia la energia el =0 Normalmente no es [108]
cinética turbulenta un término muy

importante
Se desprecia el flux de calor G =~ 0 Es relativamente [108]
de ambas fases pequefio porque solo

involucra la

conduccion
El flux de calor turbulento ﬁ;{rT ~0 Normalmente se [108,109]
de cada fase se desprecia desprecia en el

analisis de ingenieria

de flujo bifésico

debido a la carencia

de un modelo

constitutivo
El gradiente de presion Apd No se tienen [108]
fluctuante en la interfase se <p—k>i =0 relaciones
asume cero constitutivas para

este término
Se desprecia el No se especifica No se especifica [105,109]
almacenamiento energia
interfacial
Se desprecia la generacion ' =0 No se especifica [105,109]

Al hacer las consideraciones anteriores y al extraer la ecuacion de conservacién de masa de la

ecuacion de conservacion de momentum se llega al sistema de ecuaciones gobernantes que sustenta

al simulador RELAPS. Es un modelo general para los patrones de flujo burbuja, slug, anular-niebla

y niebla, y que se aplicara también para el patrén de flujo dryout.

Las ecuaciones resultantes considerando fluido newtoniano, flujo desarrollado y turbulento son las

gue se presentan a continuacion.

Ecuacién de Conservacion de Masa

0 10
3 (axpr) + 137 (axprviA) = I

(9.54)

201



CAPITULO 9. APENDICES

Ecuacion de Conservacion de Cantidad de Movimiento

vy N 1 2 ov}
o 2 MkPRA g,

dp
= —aiA 2 + apprgzA — (g AFWi(vy) — AWy — vy) - (=D
+ (axpreAF L (v, — vp) - (—D)**
(v, — v av v
oo =vp) O _, O],
ot 0z 0z

axprA
(9.55)

+ CagzarpnA

donde el exponente k* tiene el valorde L parak = gy2parak = f .

Los términos del lado izquierdo de la Ec. (9.55) representan los términos temporales y convectivos,
respectivamente. Los términos del lado derecho son, respectivamente, el gradiente longitudinal de
presion, las fuerzas de cuerpo, la friccion en la pared, la transferencia de momentum en la interfase,
la friccion en la interfase, y las fuerzas de masa virtual. Donde el término FW, es parte del arrastre
friccional en la intercara fluido-pared, el coeficiente FI, denota la friccion de arrastre en la interfase
(obtenida por el método del coeficiente de arrastre), C es el coeficiente de masa virtual (C > 0.5

para todos los patrones de flujo).

Ecuacién de Conservacion de Energia

6( )+16( 4) = day pa( A+ 4
ot Ok PrCk A0z Ak PrerVra) = =P ot Aoz AUk Qrw + Qi (©56)

—Lihi - (DX + L - (D + @

donde e, es la energia interna especifica, Qy,, ¥ Qi; denotan los flujos de calor volumétricos en la
interfase fluido-pared y en la interfase liquido-vapor, respectivamente; @, es el término de
disipacion de energia, hy, es la entalpia asociada con la transferencia de masa en la interfase, y h;

es la entalpia de fase asociada con la transferencia de masa en la intercara fluido-pared.

Los terminos de energia del lado izquierdo de la Ec. (9.56) representan los terminos temporales y
convectivos, respectivamente. En el lado derecho se corresponden, en orden de aparicion, los
términos de presion, el flujo de calor en la pared, el flujo de calor en la interfase, la transferencia

de energia debido al cambio de fase en la interfase, la transferencia de energia debido al cambio de
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fase cerca de la pared y el término de disipacion.

La transferencia de calor total por unidad de volumen (Q) a través de la pared de la tuberia hacia

el fluido es igual a la suma de la transferencia de calor para cada fase, es decir:

Q= ng + Quy (957)

Las entalpias para cada fase (hy y hr) asociadas con la transferencia de masa en la interfase en la

Ec.(9.56), son definidas de tal forma que las condiciones de salto de energia en la interfase vapor-

liquido se satisfagan. En particular, hy y hy son sustituidas por hj y h; respectivamente para el
caso de evaporacion, y hg y h¢ para el caso de condensacion. De igual forma ocurre para las

entalpias de fase (hy y hy) asociadas con la transferencia de masa en la interfase fluido-pared.

Como puede ser visto, el modelo de RELAPS es similar al modelo general de Lahey y Drew [108]
bajo las mismas consideraciones enunciadas en la Tabla 9.1 y la Tabla 9.2. A continuacion, en la
Tabla 9.3 y la Tabla 9.4 se presentan la comparacién de algunos términos en las ecuaciones de

conservacion de momentum y conservacion de energia, respectivamente.
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Tabla 9.3. Comparacion de algunos términos entre la ecuacién de conservacion de momentum de Lahey y Drew
[108], y Ransom [139] (que es la de RELAPS5).

Término Lahey y Drew RELAP
Fuerza de arrastre T, Y e s 1 .,
volumétrica interfacial / gi CopelPy = 1|(¥5 — %) Fli(vy —w) = g4i Cope
Fuerza de friccion vy — v
interfacial . _
e a%z; o (vy — 1)
gl — li
Fuerza de arrastre PrVE

volumétrica fluido-pared

1 = = Pf nr
- §fkpkvk|vk| (E) kw

FWy (axprvi)A = fi Py

- 2
/ Fuerza de friccion en la
pared
nrd
Mkw _
Fuerza volumétrica MI™ + M+ 1\7i§i mrm
interfacial de no arrastre
nd _ vind
M7 = —Mjj
i i faui i . (vy—v v
Fuerzide masaxlrtual Si el liquido esﬁla fase continua: . ) Ca,a,pp, A [ (vg—v1) 4y e
Mo = -y —a0.C [(f’_g+ v 0_9) ~ (L4, 2| J o g oz
gi i 2P1lym ot 9 3z at 152 vlm
0z
Donde

Pm = @11 + A0,

Fuerza de sustentacion
MzLi = _MlLi

Si el liquido es la fase continua:

T - L
§P1CL |V = 0| (U — V)

(no se considera)

donde
= Vo, — (Vo)"]
t vm |V, — ¥,
Fuerza de masa virtual 3 c . . {OR, JoR,
radial R, 2tvmP1 W, = 72) <F t v a_z) (no se considera)

"R — _ R
My = =My

Tabla 9.4. Comparacion de algunos términos entre la ecuacién de conservacion de energia de Lahey y Drew [108], y

la de [107].

Término

Lahey y Drew

RELAP5[107]

Energia interna
especifica interfacial

p1 p1
2

+ [ﬁiz+2ﬁi'ﬁk(%A§”)+(QA£n)z]

[ﬁiz+2ﬁi'ﬁk(r—1A§”)+(ﬂAL~)2]
+

ey = hy

P2

egi = hg

(no se considera)

Flux de calor interfacial
I
ki

2
Hik [Tk (hk: Pk) - TSAT]
H;;, coeficiente convectivo de transferencia
de calor interfacial

Hy (T* = Ty)
donde:
Ty = Ty (ex, P)

Flux de calor fluido-
pared

n
Axw

Hy [T, — Ty Chy, Pi)] + ki (T, = Tsar)™
Donde Hy,, k; Y m dependen del patron de
flujo

Hwk (Tw - Tk)
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9.4 APENDICE D: CORRELACIONES PARA EL CALCULO DEL
COEFICIENTE CONVECTIVO DE TRANSFERENCIA DE CALOR Y
DEL NUMERO DE NUSSELT

Este mecanismo de transferencia de calor no es tan sencillo de determinar ya que existen varios
casos que pueden presentarse con respecto al estado en el que se encuentre el fluido: liquido
monofésico, mezcla liquido-gas y gas monofasico. El flujo monofasico puede darse en conveccion
forzada (laminar, en transicion o turbulenta) y en conveccién natural (laminar o turbulenta). El
flujo bifasico podria también ser laminar o turbulento. Para los casos de la termohidréaulica de los

CCP, mayormente son flujos turbulentos.

9.4.1 Monofasicos liguido y vapor

Este caso no es sencillo ya que el régimen de flujo (laminar, en transicion o turbulento) juega un
papel muy importante, y se debe de identificar primero para después aplicar las correlaciones para

el célculo de Hy.

De manera general, la transferencia de calor por conveccion esta dada por:

Qw = HiDy i (To; — Tr) (9.58)

donde el coeficiente convectivo Hy esta dado por:

k
Hf = NuDaiD_f (959)
" Va,i

Correlaciones para Nusselt en flujo interno desarrollado laminar

Considerando que se tiene flujo desarrollado, el nimero de Nusselt puede tener un valor contante
dependiendo de la condicion de frontera térmica que se tenga. Asi el nimero de Nusselt sera 4.36

y 3.66 para los casos de flujos de calor constante y temperatura constante, respectivamente [140].
Correlacion de Petukhov

La correlacion de Petukhov de 1970 es la siguiente [140]:
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foi
%ReDaJPrf

Nu (9.60)

Da,i

107 +12.7,/f./8 (Pr}* - 1)

La correlacion es vélida para 0.5 < Pr < 2000 y 10* < Rep,, <5X% 10°. Por otra parte, f,;

puede ser obtenido del diagrama de Moody o para tuberias suaves la siguiente ecuacién [30,140]:

-2
fai = (0.7901n Rep, , — 1.64) para 3000 < Re,_ . <5 x 106 (9.61)
Correlacion de Gnielinski

El nimero de Nusselt depende del tipo de flujo a través del tubo absorbedor. Suponiendo flujo
turbulento, se utiliza la correlacion de Gnielinski de 1976 [30,33,85,140]

fai
Jai(Re, —1000)Pr,
Nu, =—8 (Rens, )Pr (9.62)
“ 107+ 127 foi/8 (PP - 1)
y
-2
fai = (0.7901n Rep, , — 1.64) (9.63)

para 0.5 < Pry < 2000y 3000 < Rep_, < 5 X 10°

Una variante mas de la correlacion de Gnielinski para las mismas condiciones de arriba es la que

Kalogirou [141] y Liang et al. [80] citan:

fai
Yai(pe, —1000)Pr; [ py, \1
Nup,, = g (Reo, 2)3f < f) (9.64)
tor 127 f 8 (P - 1) \Pray
con
-2
fai = [1.8210g(Rep, ) — 1.64] (9.65)

donde Pr¢ es el numero de Prandtl evaluado a la temperatura del HTF (T¢) y es el nimero de Prandtl

evaluado a la temperatura del lado interno del absorbedor (T ;).
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Otra correlacion de Gnielinski equivalente a la de arriba es la que sigue (que considera el

coeficiente de friccion C en lugar del factor de friccion fa; [142,143]):

(C/Z)(ReDa’l. - 1000)Prf ( Pr; )0-11

P (9.66)

uDai

12702 (Pr?* 1)

Con C = [1.821og(Rep,,) — 1.64] "~ [142,144]

O C¢=[158In(Rep, )—328]"  [143]

El factor de friccion f, ;, tambien llamado como factor de friccion de Moody (o Darcy), no debe
ser confundido con el coeficiente de friccion (que a veces es llamado factor de friccion de Fanning),
sin embargo, ambos se relacionan entre si mediante la Ec. (9.67) [140]:

c=tai (9.67)
Correlacion de Dittus-Boelter

Para el caso de agua liquida o vapor monofésico a régimen turbulento, una ecuacién muy aceptable

para el cdlculo del namero Nusselt es la correlacion de Dittus-Boelter [82]:

Nuy,, = 0.023ReSS Pr;/° (9.68)
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9.5 APENDICE E: ADECUACIONES AL MODELO A DOS FLUIDOS

Para la discretizacion de las ecuaciones del modelo dos fluidos, es necesario hacer unas
adecuaciones al modelo que garanticen obtener resultados correctos y un comportamiento estable
del simulador. Dichas adecuaciones se basan en la metodologia planteada por RELAP5 y Ransom
[17], debido a que ha mostrado ser muy conveniente en cuanto al tratamiento de las ecuaciones de
conservacion y ademas porque permite que el modelo bifasico pueda volverse un modelo
monofésico facilmente. En primer lugar, se consideran las ecuaciones de suma y resta de
conservacion de masa, luego las ecuaciones de suma y resta de momentum, y finalmente las
ecuaciones de energia para cada fase en la forma expandida (en los términos de derivadas

temporales).

9.5.1 Ecuacion de suma de conservacion de masa

Esta ecuacion también es Ilamada ecuacion de suma de densidad, y se obtiene de expandir el
término temporal de las ecuaciones de conservacion de masa de cada una de las fases (sustituir k =

g 0k = f,segun sea el caso, en la Ec. (3.1)) y sumarlas como sigue:

0pg aag dps aaf 10
agW+Pg ot Aa (agpgng)+af ot v ot Aa (afpfva) +I}

donde
da da
a_tf = _a_f (9.69)

Sustituyendo las Ecs. (3.2) y (9.69) y reordenando se tiene:

dpg ops
ag—L+a =L+ (pg = Pf) 5+ 3, (“ngUgA +apppvpA) =0 (9.70)

9.5.2 Ecuacion de resta de conservacion de masa

Esta ecuacion también es llamada ecuacion de resta de densidad, y se obtiene de expandir el término
temporal de las ecuaciones de conservacion de masa de cada una de las fases (sustituir k = g 0
k = f, segun sea el caso, en la Ec. (3.1)) y restar la ecuacion de conservacion de masa de la fase

liquida de la fase vapor:

d 10
Ag o ot (Pg) +p9 at (ag) +Aa (O!gnggA) ar— ot (,Df) Py at( f) Aa (afpfva) I}
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Nuevamente usando las Ecs. (3.2) y (9.69) se tiene:

dpg aps da, 0
ag—- = ap—=+ (g + pr) 5, + 5. (agpgveA — appsvpA) = 21,

Sustituyendo la Ec. (3.50) en la ecuacion anterior se obtiene la Ec. (9.71).

dp dpy da, 10
®g a_tg AT L+ (pg + o) 6tg A0z (agpgvgA — aypsvpA)
9.71
_ oy (r=1,) iy (77— \or O
hg — hy v

donde hy y hr son definidas en la Seccion 3.2.4.3.

9.5.3 Ecuacion de suma de momentum

La ecuacién de suma de momentum se obtiene mediante la adicion de las ecuaciones de
conservacion de momentum de ambas fases, y tomando en cuenta las condiciones de balance en la

interfase en la ecuacion de suma de momentum:
vapor:

1 6vg

vy
agpgA ot 7+ “gpg 3z
oP
= _“gAE + agpgg,A — (“ypgA)F%(vg) + Ing(v, - Ug) - (“gpgA)FIg("y - Uf)

9(vy — vy)

- CVMag afpmA ot

liquido:

vy 1 v}
agprA—— ot +2afpfA py

aP
= —apAo—+ apprg,A— (arprA)FWr(vr) = L A(v; — vr) + (apprA)Flr (v — vy)

9(vy — vy)

+ CyyagarpmA T

Suma de momentum
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v, 1 ov; vy 1 ovf
agpgA¥+EagpgA 57 +arprA— a L2 afpan—
apr
= _“gAE + aypy9.4 — (agpgA)FW, (vy) + LA(v, — v) — (agpgA)Fly(vy — vf)
d(v, —v ap
~ Cym g prmA % —apA——+ apprg,A = (arprA)FW (vr) — [A(v, — vy)

9 (v, — vy)

+ (afpfA)FIf(vg - vf) + CypagarpmA a

Simplificando y dividiendo entre A

v, dvp 1 617; 1 v}
“aPa gy T PG T 5 %Pa T, T3P Gy ©72)
oP '

= =5, T Pm9z = (agpg)FW,(vg) = (arps)FWs (vr) — [ (v, = vy)

donde B, es la componente en direccion z del vector de la fuerza de cuerpo (en este caso la

gravedad).

9.5.4 Ecuacion de resta de momentum

Antes de restar las ecuaciones de conservacion de momentum, es necesario dividir las ecuaciones
de momentum de vapor y de liquido entre agzp, Y afpy, respectivamente (sustituirk = go k = f,
segun sea el caso en la Ec. (3.4)). Ademas de que se aplican las condiciones en la interfase fluido-
fluido, los términos adicionales de la consideracion de dos presiones y se dividira entre A.

ovy _0vy  Lovi 10vf
at ot 20z 20z

1 apr - I -
= (— — _> — FW. vg + wav + (vgl Ug) + g(vfl vf) (973)
pg  Pr) 0z AgPg arps
P 0(vy —vy)
—meI(Ug - vf) CVMp T; ga—t

Agrupando términos semejantes (agregando el término adicional de dos presiones para flujo

estratificado) se tiene:
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6& avf 16vg 1%
ot ot 20z 2 0z

_ 1 ap g[pmvl - (“fpfvg + “gpgvf)]
= (E - _> o, ~ FWvg + FWpvp + o arpupr pmF1(vy — vf)
pm a(vg f) Pm ay
— + —_ —_
M pr at PaPr (pr = pg)By E

Expandiendo el término diferencial del término de masa virtual y agrupando los términos

temporales de las velocidades se tiene:

(1 N CVMpfn> <6vg avf) N 10v? 10vf

PAC TS EE_Ea_z

- (2 o rw, + FW,
=~ \p, b0z 9V rvr

(9.74)
G lpmvi = (arpsv, + agpgvy)]
= pmF1(vy — vy)
QgArPgPr
Pm dy
+—(ps — py)B, =
PaP; (br = pg)By Ep
donde
B, = —gsen(B)
D
y= ECOS(ery)
9.5.5 Ecuacion de energia expandida (fase gaseosa)
Sustituyendo k = g en la Ec. (3.5) se obtiene:
] 10
ot (agpgUy) + A0z (gpgUgvyA)
da. P o (9.75)
g * ’
- _Pﬁ_za_(agvg‘q)—}—ng +ng ghg+rwhg+¢)g
Expandiendo el término temporal y acomodando se tiene:
dpg au, 1710 0
(ng +P) g+ agUgW+ agpg¥+z[5 (agnggng) + Pg(agng)] (9.76)
= Qug + Qig + Lighy + Lhy + &,
Ahora bien sustituyendo las siguientes ecuaciones
Qig = Hig(Ts = T,) — ( ) Tw(hg — hy) (9.77)
__ [Hiy (1% = Ty) + Hi (T° = Ty)]
hy — h;
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Ja dp U,
(ngg + P) a—tg + agUg a—tg +agpy—=— 6t [6 (agng ng) +P— (agng)]

) - (1%) Tw(hy — h}y) — [Hig(T° - TZ; t Z;f(TS Tf)]

= H;y(T* - T, Lyhg + Qug

+ @,

Ja dp U,
(ngg + P) a—tg + agUg a—tg +agpy—— 6t [6 (agng ng) +P— (agng)]

*

o (" = 13) = (25 s - h})—(@h—gh;)mgm )~ (525 e =1)

+ hyLy + Qug + @,

Simplificando se tiene:

Ja dp aU, 1
(ngg + P) 6—tg +a,U, a—tg +agpy = T A [ (agng ng) +P— (agng)]
h; hy
__ (h* _fh*) Hy(T5 = T,) - ( ) Hy (75— T,) ©.79)
g f

e (o

9.5.6 Ecuacion de energia expandida (fase liquida)
Sustituyendo k = f en la Ec. (3.5) se obtiene:

aaf

] 10 Pa x ,
50 (@rprUp) + 25 (@pppUpvpA) = =P —= = 2= (apvA) + Quy + Qi — lighy — Lyhy + &

Expandiendo el término de derivada temporal de la ecuacién de conservacion de energia de la fase
liquida, sustituyendo la ecuacion de derivada parcial de la fraccién de vacio de la fase liquida y

agrupando términos semejantes se tiene:
Ja ap au, 14 P 0
9 i
~(prUs + P) 50+ apUp o=+ appy—= + 25— (apppUpvpA) + 2= (apvpA)
= wa + Qlf lghf th + be

Usando las siguiente ecuacion y la definicion de I;, dada por Ec. (9.77)

Qi = Hy(T* = T7) - (1 er 8) Tw(hy — hy) (9.80)

Se tiene:
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apy Uy 10 Pa
~(ps Uy + P) S+ o Up—— + appy 6tf 135 (@rprUpvpA) + 2= (apvpA)
1+e [Hig(T° = Ty) + Hip (T° = Tf)]

= H (TS =T —(—)r R~ h) + /7 LR+ 0
lf( f) 2 w(g f) hg_hf witf wf

+ @
da dp oU¢ 1 d P o
~(psUs + P) 52 + s Uy a—tf +appp——+ 25— (0o, UpvpA) + o~ (avpA)

1+¢ h; h
= Hyp(T° = Tp) - (T) Fw(hy — hy) + ( h*) Hig(T* — Ty) + (ﬁ) Hyy (T° = Tp)
g~ hy

— Lyhs + Quy + @
Agrupando términos semejantes se tiene:

(s Uy + P) S+ apUp— - Fapp =t 3t Y752 (“fPfoUfA) 4 197 (“f”fA)

_ (M s hy s
= <h§ - h;) Hig(T* = T,) + (7,1) Hip (T° = Ty)

L e L LA

(9.81)

9.5.7 Ecuacion de energia no expandida

El procedimiento seguido para la obtencion de los valores de las variables independientes, emplea
las ecuaciones de energia en la forma expandida, sin embargo, esto genera un error en el calculo
de la energia debido a la linealizacion en la derivada temporal. Este error puede solucionarse si se
utilizan las ecuaciones de la energia de cada fase, en la forma no expandida en la sustitucién hacia
atras. Para ambas fases, solo se agrupan los términos relacionados con la derivada temporal del

producto de agp,U, Y arprUy de las Ecs. (9.79) y (9.81), respectivamente; y se obtienen las Ecs.
(9.82) y (9.83), para el vapor y el liquido, respectivamente.

a 170 d
ot (agpgUs) + 2 [E (agpgUgvgA) + P& (“gng)]
_ da, (W . h;
-5 () e ) - () 1) e
1+e\ 1-
() m+ (5 )hf]F * Qg + %
0 170
o (arprUp) + [a_ (arprUpvpA) + P (“foA)]
da B R,
:Pa—tg+<h* h*) ig[TS—Tg]+<h*7_~"h;>Hif(Ts—Tf)

oL e L LA

(9.83)
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9.6 APENDICE E: CRITERIO PARA EL METODO DE SIMPSON
(INTEGRACION NUMERICA)

Las funciones dadas por las Ecs. (9.84) y (9.85) permiten calcular el nimero de intervalos para
alcanzar la precision deseada [145] para las integrales numéricas por los métodos de los trapecios

y Simpson, respectivamente.

— (2) 2
Ep(f, ) = - L@ TOh a)fz ©h (9.84)
b— &) F®()h 9.85
Eo(f,y = - &=L O 9

Los ordenes de los errores son O(h?) y 0(h*) para las reglas del trapecio y de Simpson,
respectivamente. Es por ello que se requiere un mayor nimero de elementos usando la regla del
trapecio. Hay otros métodos mas precisos que la de Simpson, por ejemplo Boole y Rumberg, sin
embargo no se consideran en este presente trabajo, ya que no es la finalidad del mismo.
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